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Le travail de cette thèse porte sur l’étude numérique de l’interaction entre un arc électrique 
et un matériau dans une configuration de soudage TIG.  
Dans cette introduction, nous allons définir l’arc électrique, le plasma thermique et leurs 
applications ce qui permettra de fixer le cadre de l’étude et sa problématique générale. Nous 
préciserons ensuite l’approche utilisée pour résoudre cette problématique et nous terminerons 
par une présentation du plan de la thèse. 
Arc électrique, plasma thermique et soudage 
L’arc électrique est « une forme de décharge à fort courant dans laquelle le courant peut 
croître pratiquement sans limite » (d’après I. G. Kesaev [Vac00]). La foudre est un exemple 
d’arc naturel et elle correspond à un transfert de charges électriques d’origine atmosphérique. 
Dans ce cas précis, la décharge est rapide (en moyenne d’une centaine de millisecondes) et 
l’intensité varie généralement entre 2 kA et 200 kA [DRA01]. La maîtrise des arcs électriques 
par l’Homme remonte au XIXième siècle. En 1813, H. Davy réalise ainsi une décharge 
continue entre deux charbons dans une enceinte vide [Fre02]. Vers 1927, lors de l’étude 
d’arcs de mercure, I. Langmiur décrit un état physique particulier de la colonne de la décharge 
qu’il nomme plasma. Ce nom est donné par analogie avec le plasma sanguin : il note que la 
partie « à l’équilibre » de la décharge agit comme une sorte de substrat transportant des 
particules spéciales [Mot71]. On considère aujourd’hui qu’un plasma est un état dans lequel le 
milieu gazeux présente un degré d’ionisation tel que les particules sont sensibles aux champs 
électromagnétiques et qu’elles permettent le passage du courant électrique. On peut distinguer 
deux grandes catégories de plasmas : les plasmas froids qui ne dépassent pas quelques 
dizaines de milliers de degrés, et les plasmas chauds pouvant atteindre plusieurs millions de 
kelvins. C’est parce que le cœur des étoiles et certains gaz interstellaires sont des plasmas 
chauds que l’on présente l’état plasma comme le plus répandu de l’Univers.  
Les plasmas thermiques sont une catégorie des plasmas froids. On les oppose aux plasmas 
hors-équilibre car toutes les particules constituant le milieu (molécules, atomes, ions et 
électrons) ont une température similaire. On les décrit souvent à l’équilibre thermodynamique 
local (ETL). On suppose alors que les différentes espèces ont une fonction de distribution 
maxwellienne permettant de définir une température cinétique moyenne de l’espèce et que les 
collisions élastiques entre les particules sont majoritaires (par rapport aux collisions 
inélastiques) assurant ainsi l’équipartition de l’énergie. Ces plasmas peuvent être crées par des 
arcs électriques, des hautes fréquences ou encore par lasers. Ils ont des propriétés 




Les plasmas thermiques créés par un arc électrique sont utilisés en métallurgie car ils 
offrent un transfert thermique important. Par exemple, dans des dispositifs de four à arc, le 
plasma est exploité pour la production d’acier et le recyclage de métaux. Les courants peuvent 
atteindre plusieurs kiloampères [Dou99]. Les plasmas thermiques sont également utilisés dans 
des dispositifs de découpe et de soudage des métaux. Par rapport à un four à arc industriel, les 
intensités sont plus faibles et sont de l’ordre de plusieurs centaines d’ampères. Par ailleurs, les 
hautes températures des plasmas thermiques offrent des conditions favorables pour certaines 
réactions chimiques. On retrouve ce type de plasma dans des dispositifs de dépollution de gaz, 
la synthèse de nanofibres de carbone ou encore les réactions de combustion de carburants. De 
plus, les pertes par rayonnement du plasma sont exploitables. Par exemple dans les 
disjoncteurs à haute tensions, les pertes radiatives participent à l’ablation des parois en téflon 
qui joue un rôle dans l’extinction de l’arc [Ran12]. 
Cette thèse porte sur le soudage et plus particulièrement sur le procédé TIG (pour 
Tungsten Inert Gas) pour lequel l’énergie du plasma thermique, créé par un arc électrique, fait 
fondre le métal, induisant une phase liquide. C’est un procédé de référence dans l’assemblage 
de pièces métalliques. On peut isoler deux préoccupations des industriels : la maîtrise de la 
qualité de la soudure (pour garantir la sûreté des assemblages) et l’optimisation du procédé 
(dans des contraintes économiques et de rendement). Dans les deux cas, il faut pouvoir 
prédire les dimensions géométriques de la soudure en fonction des paramètres opératoires tels 
que la longueur de l’arc électrique, son intensité ou encore la nature du plasma. Le but de 
cette thèse est d’étudier les effets physiques qui interviennent dans une configuration de 
soudage en lien avec les paramètres opératoires et dans l’objectif de prédire les dimensions de 
la soudure. 
La problématique de cette thèse peut alors se résumer à la question suivante : dans une 
configuration de soudage TIG, quels sont les rôles des phénomènes physiques sur le plasma 
thermique et la qualité de la soudure ? 
Modélisation physique et sa résolution 
Cette problématique sera étudiée à l’aide d’une modélisation numérique. En ingénierie ou 
en science physique, une modélisation est une représentation prédictive d’un phénomène réel. 
On distingue deux grands types d’approches de modélisation : l’approche d’optimisation et 
l’approche physique.  
L’approche d’optimisation englobe les modèles qui cherchent une solution optimale à 
l’aide d’algorithmes ou d’interpolations en se basant sur une série de résultats déjà connus. 
Les travaux de D. Nagesh et G. Datta [Nag10] illustrent bien cette approche.  
Dans un contexte de soudure TIG, ces auteurs souhaitent prédire les dimensions géométriques 
de la zone fondue pour un jeu de paramètres donné (vitesse de soudage, longueur de l’arc, 




série de 72 résultats expérimentaux, leur algorithme recherche les dimensions géométriques 
pour un jeu de paramètres désiré. Leur méthode fonctionne également en sens inverse : à 
partir d’un critère géométrique donné, l’algorithme fournit des paramètres de soudure 
appropriés.  
L’avantage de ce type de modèle est que le temps de calcul numérique est court. Cependant 
ces modèles nécessitent, pour une bonne prédiction, une série de nombreux résultats déjà 
connus. De plus, ils ne permettent pas de comprendre directement le rôle des effets physiques. 
L’approche physique regroupe quant à elle les modèles qui utilisent des lois physiques 
pour rechercher une solution. Les travaux de F. Lago [Lag04a] en sont un bon exemple pour 
l’étude d’un arc transféré sur un métal. À partir des équations de conservation physique 
(dynamiques et électromagnétiques), ce modèle prédit de nombreuses caractéristiques 
physiques spatio-temporelles. Par exemple, il fournit la distribution spatiale de concentration 
de vapeurs produites par le métal au sein du plasma. En plus de fournir une valeur 
quantitative, le modèle permet de comprendre l’impact des vapeurs métalliques sur les autres 
propriétés telles que la température ou la distribution de courant.  
L’avantage de ces modèles est qu’ils permettent une analyse complète des grandeurs 
physiques dans l’espace et/ou le temps. Cependant le temps de calcul est généralement long et 
de nombreux phénomènes physiques doivent être pris en compte pour que le modèle soit 
prédictif. De plus la résolution des équations de conservation nécessite des grandeurs 
intensives telles que la conductivité électrique ou encore la viscosité. Ces données de base 
sont calculées à partir de la composition du fluide et des mécanismes de collisions entre les 
particules.  
Au final nous optons pour la création d’un modèle physique car il permet d’expliquer 
directement le rôle des divers phénomènes physiques. 
Les résultats d’un tel modèle sont obtenus après deux grandes étapes : la mise en équation 
mathématique du problème (après avoir isolé les différentes hypothèses) et sa résolution à 
proprement dite. La seconde étape nécessite de programmer une méthode numérique telle que 
la méthode des volumes finis, des éléments finis ou des différences finies. Cette étape est 
généralement associée à un logiciel (ou code) numérique. 
Par exemple dans des applications de plasmas thermiques, le code Fluent d’ANSYS est utilisé 
pour plusieurs simulations d’arcs transférés [Fre11, Lag04a, Ran12]. Le code Multiphysics de 
COMSOL est à la base de résultats liés à la représentation du soudage [Tra11a]. Au-delà de 
ces deux codes payants, plusieurs auteurs ont choisi des codes gratuit et libre pour représenter 
des plasmas thermiques : OpenFOAM d’ESI Group [Sas09], Cast3M du CEA [Bro09] ou 
encore Code_Saturne d’EDF [Che08, Leb11]. Dans le cadre de cette thèse, le choix s’est 





En résumé, dans une configuration de soudage TIG, nous souhaitons mener une étude sur 
les rôles des phénomènes physiques sur le plasma thermique et la qualité de la soudure à 
l’aide d’un modèle physique dont la résolution numérique est basée sur le code gratuit et 
libre Saturne. 
Plan de la thèse 
Cette étude est décomposée en trois chapitres. Le premier est le résultat de l’étude 
bibliographique, le second présente le modèle et le troisième concerne ses résultats. 
Le travail bibliographique du chapitre I est divisé en trois parties. La première présente la 
soudure et les procédés de soudage. Elle permet de comprendre les paramètres d’influence du 
soudage TIG. La seconde synthétise les phénomènes physiques importants dans ce type de 
procédé. Nous isolerons ceux inclus dans le modèle. Enfin, les méthodes de diagnostics et les 
modèles numériques associés à notre étude sont détaillés dans la troisième partie. Nous 
fixerons alors les caractéristiques essentielles de notre modèle. 
Ce modèle d’interaction entre un arc électrique et un matériau est présenté en détails dans le 
chapitre II. Le but du chapitre est de présenter le travail effectué sur la construction 
mathématique du modèle et sa résolution. Nous montrons notamment comment a été utilisé 
Code_Saturne pour résoudre le modèle.  
Le chapitre III présente les résultats des simulations numériques. Des résultats sont 
confrontés aux résultats expérimentaux ce qui permet de valider le code et de vérifier son 
aspect prédictif. D’autres résultats numériques permettent de montrer l’influence des forces 
sur la distribution des vitesses dans le métal, l’impact du changement de la nature du gaz 
plasmagène ou encore l’effet des vapeurs métalliques. L’analyse des résultats permettra de 
répondre à la problématique et de discuter des dimensions de la soudure pour certains 
paramètres opératoires. 
Enfin, dans une conclusion, nous synthétisons les contributions de ce travail et précisons les 
perspectives pour compléter l’étude. 
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Chapitre I  
DE L’INGÉNIERIE À LA SIMULATION D’UNE 
INTERACTION ARC-MATÉRIAU 
Ce premier chapitre correspond à l’état de l’art sur le procédé de soudage TIG, il décrit les 
processus physiques associés ainsi que les moyens de diagnostics permettant la confrontation 
avec les modèles.  
La partie I.1 est une partie introductive au soudage TIG. Les définitions relatives à la soudure 
sont présentées. Elles sont suivies d’une description des principaux défauts rencontrés sur la 
qualité des soudures. Nous détaillons ensuite les différents procédés de soudage à l’arc et les 
méthodes connexes ou hybrides. Enfin, un paragraphe est consacré aux paramètres opératoires 
du soudage TIG. 
La partie I.2 a pour but de décrire les phénomènes physiques présents dans une configuration 
d’arc transféré. Nous y présentons les processus physiques macroscopiques agissant sur le 
plasma et sur le métal et ceux pris en compte dans le modèle. Ces processus sont divisés en 
trois catégories : l’aspect électrique, les forces et les phénomènes énergétiques. 
La partie I.3 correspond à l’état de l’art des modèles mis en place et des méthodes de 
diagnostics expérimentales utilisées. Le but de cette partie est de présenter les modèles utilisés 
pour décrire l’interaction arc-matériau tout en synthétisant les types de résultats 
expérimentaux existants. Les méthodes expérimentales sont regroupées en fonction des outils 
utilisés (les sondes, les outils d’imagerie, de spectroscopie et d’analyse post-soudage) tandis 
que les modèles sont listés en fonction de leur niveau de description (zone du plasma seule, 





I.1. GÉNÉRALITÉS SUR LE SOUDAGE TIG 
Dans cette partie nous nous intéressons aux procédés de soudage à l’arc et 
particulièrement au procédé TIG à travers les questions suivantes : 
 Qu’est-ce que la soudure ? Où intervient-t-elle ? 
 Comment définir la qualité d’une soudure ? 
 Quels sont les procédés de soudure faisant intervenir un arc électrique ? 
 Quels sont les paramètres opératoires lors d’un soudage à l’électrode réfractaire ? 
Nous donnons dans un premier paragraphe quelques définitions relatives au procédé de 
soudure. Il est suivi d’un paragraphe caractérisant la qualité et les défauts de soudure. Les 
différents procédés faisant intervenir un arc électrique sont exposés dans un troisième 
paragraphe. Enfin, dans le dernier paragraphe, nous discutons plus particulièrement du 
soudage TIG et de ses paramètres opératoires. 
I.1.1. Définitions relatives à la soudure 
Le soudage est un procédé d’assemblage permanent par lequel « des matériaux de même 
nature ou même type sont joints au travers d’une réaction chimique résultante d’une action 
combinée de chaleur et de pression » [Mes04]. Pour garantir la continuité du matériau, il faut 
que les atomes à la frontière du joint « parviennent à des distances de l’ordre de grandeur des 
distances internœuds de leur système cristallin propre » [Blo01]. Historiquement le soudage a 
été utilisé pour des matériaux métalliques. 
La réaction chimique de soudage peut être induite avec ou sans fusion des pièces à souder. 
Ainsi, on distingue les procédés de soudage faisant intervenir la fusion locale des pièces et 
ceux ne faisant pas intervenir de fusion. Ces différents procédés de soudage font l’objet d’une 
standardisation internationale : l’ISO 4063 nommée « Soudage et techniques connexes – 
Nomenclature et numérotation des procédés » dont quelques-uns sont regroupés sur la 
figure I.1.1. Les procédés sans fusion sont détaillés en haut de la figure et respectivement en 
bas pour les procédés avec fusion. Chaque technique est numérotée selon l’ISO 4063. 
Par exemple le brasage peut être considéré comme un procédé de soudage sans fusion. C’est 
« un procédé de jonction consistant à faire pénétrer un métal ou un alliage d’apport à l’état 
fondu entre deux pièces à solidariser, celles-ci restant à l’état solide pendant 
l’opération. » [Die04]. La soudure est le résultat d’une réaction chimique par diffusion 
d’atomes entre les pièces de base et le métal d’apport.  
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À l’inverse le soudage oxyacétylénique ou au chalumeau est un procédé de soudage par fusion 
des pièces. La chaleur nécessaire à la réaction chimique est fournie par la flamme qui résulte 
de la combustion d’oxygène. D’autres procédés utilisent des faisceaux de hautes énergies 
(composés de photons ou d’électrons) pour déposer l’énergie nécessaire à la fusion. Dans les 
procédés à l’arc électrique, c’est le plasma qui fournit l’énergie.  
Dans la suite du document, seul le soudage faisant intervenir la fusion locale des pièces 
(partie basse de la figure I.1.1) sera discuté.  
Dans ce cas, les pièces à souder peuvent être de différentes formes géométriques et 
orientations (verticale, horizontale ou inclinée). Les types d’assemblages classiques sont 
illustrés sur la figure I.1.2 : 
 Les soudures en bout ou en bord (notées 1) : la soudure est réalisée dans l’épaisseur 
des pièces qui se font face, avec ou sans préparation des bords. Lorsque la soudure 
Figure I.1.1 Liste de quelques procédés de soudage. Les nombres entre parenthèses correspondent à 
la numérotation des procédés selon la norme ISO 4063 [Mes04]. 
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recouvre la totalité de l’épaisseur de l’assemblage, on parle de soudure à pleine 
pénétration. A l’inverse lorsque l’épaisseur de l’assemblage n’est que partiellement 
recouverte, on parle de soudure à pénétration partielle. Selon le type de soudure 
désirée, un métal d’apport est parfois nécessaire.  
 Les soudures en bouchon et en entaille (notées 2) : le soudage est réalisé en 
remplissant des perçages ou des entailles. 
 Les soudures d’angle (notées 3) : le soudage est fait dans l’angle effectué par les deux 
pièces. 
Lors d’un processus de soudage, le dépôt localisé d’énergie entraine le changement de 
phase du métal des pièces à souder. L’assemblage est alors caractérisé par plusieurs zones 
illustrées sur la figure I.1.3 : 
 La zone fondue (ou bain métallique) correspond à la zone liquide composée du 
métal de base et de l’éventuel métal d’apport. Les forces qui agissent en surface et 
à l’intérieur de cette zone mettent en mouvement le liquide métallique ce qui 
impacte sur la forme du bain. Plusieurs grandeurs géométriques caractérisent alors 
la zone fondue : la largeur  , la longueur  , la profondeur   ou encore l’aire de 
surface supérieure. Il est commun de définir le rapport entre la largeur et la 
profondeur pour évaluer les dimensions d’une soudure. Lorsque la zone fondue est 
peu large mais profonde on parle d’une forme en trou de serrure (ou keyhole). 
 Le métal de base correspond au matériau dans la zone solide qui n’a pas été 
modifiée par le transfert de chaleur. Elle inclut la partie du solide où il n’y a pas 
d’augmentation de la température et celle où l’augmentation de température n’a 
pas d’effet sur les propriétés du métal. 
Figure I.1.2 Assemblages classiques rencontrés en soudage. 
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 La zone affectée thermiquement ZAT est la partie solide du métal de base modifiée 
par l’augmentation de la température. Comme détaillé plus loin, cette partie est le 
siège de transformations allotropiques et de diffusion d’éléments qui constituent le 
métal. 
 La zone de transition liquide-solide (ou zone pâteuse) dont la dimension est plus 
ou moins prononcée selon les techniques de soudage. Elle correspond à une 
coexistence de la phase liquide et solide (avec une structure dendritique). Dans 
cette zone la viscosité est élevée et le fluide de la zone fondue est rapidement 
ralenti.  
Les dimensions de ces différentes zones dépendent du type de soudage, des conditions 
d’application et du matériau. Des exemples de dimensions de soudure sont donnés dans les 
travaux de H. Narang et al [Nar11]. Ces auteurs étudient les dimensions dans une coupe 
transverse du métal dans différentes conditions de soudage. Par exemple, pour une soudure 
avec le procédé TIG d’un acier inoxydable avec une distance inter-électrode de 3 mm sous 
argon, un courant de 95 A et une vitesse d’avancée de la torche de 15 mm.s-1, la largeur 
représentant la zone fondue vaut 7,64 mm et la profondeur 2,51 mm. En incluant la ZAT, la 
largeur est de 10,85 mm et la profondeur de 5,66 mm Les auteurs ne précisent pas la longueur 
de la soudure. Nous verrons que selon les procédés de soudage, les profondeurs des soudures 
peuvent être supérieures. 
Après le processus de soudage et lors du refroidissement de l’assemblage, la zone fondue 
se solidifie et l’on définit alors le cordon de soudure comme le joint de raccord réalisé entre 
les pièces. Pour certaines techniques, plusieurs passages du procédé sont nécessaires (on parle 
de soudure multipasses). Le cordon est alors composé de plusieurs couches superposées. 
Selon les processus de soudage et les métaux soudés, il peut être recouvert d’un laitier 
constitué de plusieurs coproduits induits par la fusion (oxydes et alumines par exemple). 
Figure I.1.3 Schéma représentatif des différentes zones lors d’un soudage métallique 
avec fusion des pièces. 
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I.1.2. Qualité et défauts de soudure 
Le soudage est utilisé dans de nombreux secteurs industriels pour la confection ou la 
réparation d’assemblages de dimensions faibles (microsoudure dans les systèmes d’horlogerie 
ou d’informatiques), moyennes (automobiles, conserves alimentaires) ou grandes 
(aéronautique, ponts, canalisations…). Certains domaines sensibles nécessitent de maîtriser la 
confection des soudures de haute qualité et la détection des défauts. 
La qualité d’une soudure (résistance, élasticité, pérennité, etc.) dépend de nombreux 
paramètres : la nature des matériaux, les conditions de réalisation de la soudure, les conditions 
de refroidissement et les contraintes (mécaniques, thermiques, environnementales, etc.) 
exercées sur la soudure. La soudure se doit d’être solide, étanche, pérenne et adaptée aux 
dimensions géométriques des pièces à souder.  
L’objectif de ce paragraphe est de présenter les défauts fréquents et les méthodes de 
diagnostics définissant la qualité de la soudure. 
I.1.2.1. Les défauts d’une soudure 
La qualité d’une soudure peut être altérée par plusieurs types de défauts : 
Les défauts de forme sont les plus visibles. On y classe les déformations (dilatations, 
contractions, inclinaisons…) du métal de base sous l’influence de la montée en température. 
Des soufflures, des retassures, des surépaisseurs, des manques ou encore des excès de 
pénétration sont parfois présents dans la zone fondue. Les causes sont multiples, par 
exemple : une vitesse de soudage trop élevée, un transfert d’énergie trop faible ou un mauvais 
angle de soudage. 
Les fissures sont les plus communs des défauts de jointure et peuvent se retrouver dans toutes 
les zones métalliques [CSM10]. On distingue les fissures à chaud et les fissures à froid. Les 
premières apparaissent au moment de la solidification de la zone fondue par des jointures trop 
étroites, la présence d’impuretés ou une incompatibilité du métal d’apport. Les fissures à froid 
sont susceptibles d’apparaître plusieurs heures ou plusieurs jours après la soudure à cause 
d’un refroidissement trop rapide, de l’humidité de l’air, etc. 
Les contaminations non désirées sont courantes. Des projections métalliques (sous forme 
d’éclaboussures) sont possibles à la surface du métal de base et du cordon en cours de 
formation. Les inclusions de coproduits de soudage ou de poussières augmentent la 
fragilisation du métal. Lorsque le champ de soudure n’est pas suffisamment protégé, le 
contact du métal en fusion avec des éléments actifs (tels que l’oxygène, le soufre ou encore le 
phosphore) entraine des réactions chimiques dont certaines provoquent des précipités ou 
l’oxydation du matériau. 
Chapitre I . De l’ingénierie à la simulation d’une interaction arc-matériau 
 
22 
I.1.2.2. Les méthodes de diagnostic de qualité 
Afin d’éviter les défauts décrits, chaque étape du soudage doit faire l’objet de contrôle : 
avant (contrôle des matériaux et du positionnement), pendant et après le procédé. Les 
modalités de qualification sont nombreuses et font l’objet de normes internationales (comme 
la norme ISO 15614). On peut les séparer en deux grandes familles : les méthodes 
destructives et non destructives. 
Les méthodes non destructives. Elles correspondent aux techniques ne portant pas atteinte à 
l’intégrité de la soudure. La première de ces méthodes est l’examen visuel. L’observation 
avec ou sans dispositif de grossissement informe sur les défauts de formes, les fissures et 
contaminations de la surface. Des dispositifs plus complexes permettent d’effectuer des essais 
de résistance à la traction et au pliage ou des essais sur la dureté. Certaines méthodes sont 
basées sur l’émission d’ultrasons, de rayons X voir de rayons γ nécessitant dans certains cas 
de réaliser ces mesures en blockhaus (rendant l’opération onéreuse et impossible pour les 
grands assemblages). 
Les méthodes destructives. Comme leur nom l’indique, ces méthodes ont l’inconvénient de 
détruire la soudure. Elles permettent cependant des études scientifiques en réalisant des essais 
destructifs mécaniques. Dans ce cas, les pièces sont volontairement découpées ou menées à 
leur point de rupture. Elles permettent également la qualification de prototypes ou de coupons 
témoins.  
I.1.3. Les procédés de soudage à l’arc 
Ce paragraphe dresse en deux grandes familles quelques-unes des techniques de soudage 
faisant intervenir un arc électrique : celles avec électrode non consommable et celles avec 
électrode consommable [Mes04]. Certains de ces procédés sont illustrés sur la figure I.1.4 et 
sont détaillés ci-dessous. Les arcs utilisés pour le soudage sont pour la plupart transférés. 
C’est-à-dire que l’arc est créé entre l’électrode et la pièce métallique.  
I.1.3.1. Soudage avec électrode non-consommable 
Le soudage à l’électrode réfractaire ou tungsten inert gaz (TIG) correspond au procédé 
n°141 de l’ISO 4063. Dans ce procédé, illustré sur la figure I.1.4 (a), l’arc électrique est créé 
entre une électrode de tungstène et la pièce métallique dans un gaz de protection inerte (c.-à-d. 
non réactif). L’électrode est incluse dans la torche de soudage. Cette torche comprend 
également un système de refroidissement et l’arrivée du gaz de protection. Un apport de métal 
extérieur à l’aide d’une baguette est possible mais non obligatoire. Cette technique permet de 
souder quasiment tous les aciers [Paq07] pour de très faibles à faibles épaisseurs (de 0,5 à 10 
mm). Elle est adaptée pour une position de cordon de soudage horizontal ou vertical 
ascendant. La vitesse de soudure est faible (environ 0,2 m.min
-1
). Les soudures sont de bonne 
qualité et de grande précision, et sont adaptées à la construction aéronautique [Caz95]. 




Figure I.1.4 Illustrations de quelques procédés de soudage à l’arc électrique [Mes04]. 
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Le soudage plasma correspond au procédé n°15 de l’ISO 4063 que l’on subdivise en deux 
catégories : 
 Procédé plasma à l’arc transféré : cette technique schématisée sur la figure I.1.4 (b) 
s’apparente fortement au soudage TIG, cependant un flux de gaz supplémentaire est 
délivré au niveau de l’électrode réfractaire. Ce flux entraine une constriction de l’arc : 
son diamètre est plus faible et le transfert d’énergie est plus localisé.  
 Procédé plasma à l’arc non transféré : dans cette technique illustrée sur la figure 
I.1.4 (c), l’arc électrique est créé entre l’électrode réfractaire et la tuyère. Le jet de 
plasma soufflé par le gaz permet le dépôt d’énergie. Ce procédé est plus rarement 
utilisé pour le soudage. Il est par contre préconisé pour des applications de traitement 
de surface par projection thermique. 
Pour ces deux types de soudage, la soudure est plus profonde par rapport au soudage TIG 
(pouvant atteindre les 20 mm) et moins large du fait que l’apport de chaleur soit plus 
important et localisé. Ce type de soudage est particulièrement adapté pour des soudures en 
trous de serrure (et les microsoudures). Il permet d’augmenter la vitesse de soudage et il a un 
effet généralement plus décapant. Sa mise en œuvre est cependant plus onéreuse et plus 
compliquée que le TIG [Mes04]. 
I.1.3.2. Soudage avec électrode consommable 
Le soudage à l’arc à l’électrode enrobée correspond au procédé n°111 de l’ISO 4063. Dans 
ce procédé l’arc électrique est créé entre une électrode fusible et la pièce à souder sans 
protection gazeuse extérieure comme le montre la figure I.1.4 (d). L’électrode est dite 
consommable car, lors de la mise en fusion, des gouttes de métal sont détachées de l’électrode 
et déposées dans le champ de soudure. L’électrode enrobée est composée de deux parties : 
l’âme métallique (au cœur de l’électrode) et l’enrobage (en périphérie). La composition de 
l’âme métallique est proche de celle du métal à souder et elle permet la conduction du 
courant. L’enrobage possède pour sa part trois rôles : électrique (amorçage et stabilité de 
l’arc), métallurgique (protection de la zone de soudage) et mécanique (propriétés particulières 
du laitier qui est formé). Ce procédé permet d’effectuer des soudures dans tous les types de 
positions et pour des épaisseurs moyennes (5 à 20 mm) [Caz95]. Facilement utilisable en 
extérieur mais lent, il sert à la construction de réservoirs, de bâtiments et ponts [CSM10].  
Le soudage à l’arc sous flux de poudre ou soudage à l’arc submergé correspond au procédé 
n°12 de l’ISO 4063. Comme l’illustre la figure I.1.4 (e), ce procédé est proche du soudage à 
l’arc à l’électrode enrobée mais un flux de poudre est émis en amont de l’électrode fusible ou 
directement au niveau de l’électrode. Il n’y a pas d’enrobage de l’électrode. Le flux permet de 
protéger le champ de soudage ainsi que d’offrir des caractéristiques métallurgique 
particulières en fonction de sa nature. Par exemple, l’ajout d’éléments de chrome augmente la 
résistance à la corrosion et la dureté, l’aluminium est un bon désoxydant tandis que le 
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vanadium augmente la résistance à la traction [CSM10]. Ce procédé est le plus souvent 
automatisé (et donc avec une vitesse opératoire élevée) et il permet d’effectuer des soudures 
de fortes épaisseurs (10 à 100 mm) ce qui limite son utilisation en général aux moyennes et 
lourdes chaudronneries [Caz95]. 
Le soudage à l’arc avec électrode fusible sous protection gazeuse correspond au procédé 
n°13 de l’ISO 4063. La poudre du procédé (illustré sur la figure I.1.3 f) précédent est 
remplacée par du gaz (comme dans les procédés à l’électrode non consommable). On 
différencie deux types de sous-techniques : le soudage sous gaz inerte ou metal inert gas 
(MIG) et le soudage sous gaz actif ou metal active gas (MAG) (correspondant généralement à 
des mélanges d’argon avec du dioxyde de carbone et/ou de l’hydrogène). Comme pour le 
TIG, le gaz joue un rôle protecteur de la zone fondue mais il influence aussi le mode de 
détachement des gouttes [LeG10]. Ce procédé de soudage autorise une vitesse opératoire 
moyenne (de l’ordre du mètre par minute) pour toutes positions de joint d’épaisseurs 
moyennes à faibles (1 à 15 mm) [Caz95]. Il est alors utilisé pour la chaudronnerie légère, la 
serrurerie industrielle et la mécano-soudure. 
I.1.3.3. Les méthodes connexes et hybrides 
Depuis quelques dizaines d’années des méthodes alternatives ont vu le jour afin 
d’augmenter la production et la qualité des soudures à l’arc, dont entre autres : 
 Le procédé TIG activé (A-TIG). Il est très semblable au TIG classique. Une fine 
couche de constituants inorganiques (tels que le TiO2, Cr2O3, V2O5 etc.) est déposée à 
la surface du métal avant le soudage. La présence de ces éléments dits actifs modifie 
les forces en surface du bain, rendant la soudure moins large mais plus 
pénétrante [Ber12]. 
 Le procédé TIG sous champ magnétique. Un champ magnétique est appliqué au 
niveau de la torche soit par une bobine d’induction soit par des aimants [Nom10, 
Yin12]. Ce champ magnétique déforme la zone fondue et selon les configurations 
réduit ou augmente le volume de la zone fondue.  
 Le procédé TIG à double électrode. Deux électrodes espacées d’une dizaine de 
millimètres sont utilisées simultanément [Ogi11]. Ce dispositif permet pour certaines 
configurations d’augmenter le transfert d’énergie tout en gardant un impact faible de 
la pression de l’arc sur la zone fondue (ce qui réduit certaines imperfections de 
soudure).  
 Le procédé TIG à double flux. La torche est adaptée pour distribuer deux flux 
différents : un flux central et un flux de gainage (en périphérie de l’arc). Les gaz 
associés à ces flux peuvent être de même nature ou non, purs ou mélangés. D’après la 
documentation commerciale d’Air Liquide, pour une pénétration équivalente, cette 
technique permettrait d’augmenter la vitesse de soudage. Pour certaines utilisations où 
le flux central est composé de gaz inertes, cette méthode permet de préserver la 
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détérioration de l’électrode réfractaire [Li10]. Ces configurations de soudage TIG à 
double flux se rapprochent du soudage plasma à l’arc transféré mais la constriction de 
l’arc est moins marquée. 
 Le procédé GMAW en tandem est le pendant du procédé TIG à double électrode pour 
le GMAW. Pour certaines utilisations de cette technique, la vitesse de soudage peut 
être doublée et le taux de dépôt de métal augmenté [Sch11]. 
 Les méthodes hybrides arc/laser sont le résultat d’un couplage d’un procédé de 
soudage à l’arc et des procédés au laser. La soudure laser offre une extrême précision 
et une vitesse opératoire élevée mais elle demande un grand soin à la préparation des 
pièces (notamment l’accostage). Lors d’un couplage du laser avec le procédé TIG, le 
plasma permet un préchauffage des pièces bénéfique à leur activation. De plus 
l’interaction du laser avec l’arc électrique augmente l’efficacité du transfert thermique 
[Che11]. Pour un couplage du laser avec le procédé MAG, quasiment les mêmes 
avantages sont retrouvés [LeG10].  
 Les méthodes automatisées à l’aide de la robotique permettent de souder dans des 
conditions extrêmes avec des outils et des pièces lourds ou encombrants. Elles 
garantissent une meilleure qualité des soudures et une diminution des opérations de 
contrôles et de leur coût [Caz97]. L’étude du soudage manuel pourrait aider au 
développement de systèmes de soudage automatique et intelligent [Zha12]. 
I.1.4. Détails de l’ingénierie TIG 
Après avoir présenté plusieurs procédés de soudage à l’arc, ce paragraphe propose une 
description plus détaillée du procédé de soudage TIG manuel. C’est la technique la plus 
proche d’une configuration d’arc transféré et celle qui est à la base de notre modèle. 
La paternité de ce procédé est souvent attribuée à R. Meredith dépositaire du brevet 
n°373157 à l’United States Patent Office en 1941. Il y décrit son invention relative au 
soudage par arc électrique pour du magnésium et ses alliages (et plus largement pour les 
matériaux ayant un point de fusion faible).  
Comme détaillé dans la section I.1.3.3, ce procédé est le résultat de l’interaction d’un arc 
électrique avec un matériau à souder sous une atmosphère de gaz inerte. Le poste de soudage 
comprend les éléments suivants et illustrés sur la figure I.1.5 (dont les différentes parties 
seront détaillées dans les numéros des sections correspondantes) : 
 Le générateur électrique dont l’un des câbles est relié à la pièce métallique (via une 
pince de masse) et l’autre à l’électrode réfractaire. 
 La bouteille de gaz et son débitmètre. 
 La torche de soudage qui inclut les arrivées électriques et gazeuses, l’électrode 
réfractaire et la buse. Pour les faibles courants (inférieurs à 150 A), la torche est 
refroidie par le gaz. Au-delà elle est refroidie par un liquide [CSM10]. 
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 La baguette d’apport (fréquemment utilisée mais non obligatoire) dont la 
composition métallique est généralement proche de celle du métal à souder. 
 Les accessoires de protection : vêtement, masque, gants, hotte aspirante, etc. 
Afin d’optimiser le rendement électrique et la qualité de la soudure, plusieurs paramètres 
opératoires sont ajustables et modifient l’état de la soudure [Mil90]. L’objectif de ce 
paragraphe est d’en dresser la liste et de préciser leurs principaux effets sur le procédé. Les 
corrélations plus poussées de certains paramètres avec les processus physiques sont détaillées 
dans la partie I.2.  
I.1.4.1. Polarité et intensité électriques 
Le type de courant est un des premiers critères dans la réalisation d’une soudure. On peut 
en distinguer quatre [Paq07, Kou03] : 
 Le courant continu à polarité directe : l’électrode réfractaire est chargée négativement 
tandis que la pièce métallique est chargée positivement. C’est la configuration la plus 
courante où la cathode en tungstène émet des électrons accélérés vers la pièce 
métallique.  
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 Le courant continu à polarité inverse : l’électrode réfractaire est chargée positivement 
tandis que la pièce métallique est chargée négativement. Le métal émet des électrons 
vers le tungstène tandis que les particules lourdes sont accélérées vers le métal. Le 
bombardement de ces particules lourdes entraine la rupture de la couche d’oxyde. Ce 
type de polarité a donc un effet décapant mais offre des soudures moins profondes 
qu’en polarité directe. 
 Le courant alternatif : l’électrode réfractaire change alternativement de polarité ce qui 
permet d’allier les avantages des deux méthodes à courant continu : pénétration et 
décapage. Le courant imposé peut être sinusoïdal ou carré avec plus ou moins d’offset 
selon l’avantage recherché.  
 Le courant pulsé : le courant passe d’une valeur haute à une valeur plus faible tout en 
gardant la même polarité. Dans certains cas, l’énergie fournie au métal est moins 
importante ce qui implique une réduction du stress résiduel, des distorsions et de la 
porosité [Kim98]. 
Au-delà du type de courant, l’intensité (notée  ) est un paramètre du procédé. En polarité 
continue directe, elle peut varier de quelques ampères à plus de 1000 A selon les 
configurations. En gardant les autres paramètres constants, il est logique que la puissance 
transférée à l’anode augmente avec le courant [Nes62, Tsa85, Don11]. Les dimensions de la 
zone fondue sont alors modifiées. L’augmentation n’est cependant pas proportionnelle avec 
l’intensité à la largeur ou à la profondeur [Shi93]. Dans certains cas les forts courants sont 
plus adaptés pour l’assemblage de matériau épais mais peuvent être à l’origine de défauts (tels 
que des zones de porosité plus importantes) [Men03]. 
I.1.4.2. Nature et forme de l’électrode réfractaire 
La nature de l’électrode a un impact sur le procédé de soudage. Le tungstène est le 
composé majoritaire de l’électrode réfractaire. Cependant d’autres métaux peuvent être 
insérés en faible proportion (1 à 2 % de thorium ou quelques dixièmes de pourcent de 
zirconium) [Paq07]. Par exemple, l’utilisation d’une électrode dopée au thorium en courant 
continu stabilise l’arc et favorise son amorçage [Blo01] (en augmentant l’émission des 
électrons). De plus, elle permet une meilleure protection à la contamination [Caz95].  
Par ailleurs, plusieurs critères géométriques peuvent être déterminants : 
 Le diamètre   compris entre 0,25 à 6,4 mm est fonction du courant imposé [CSM10]. 
Pour des courants continus de 150 et 200 A, un diamètre de 3,2 mm est commun. 
 La forme de la partie émissive peut être pointue (souvent en courant continu) ou 
hémisphérique (en courant alternatif) [Blo01]. L’électrode peut également être 
tronquée à certain diamètre   . Selon sa valeur, les forces et la distribution du courant 
ne sont pas les mêmes et donc influent sur la pénétration et l’étalement du bain. Par 
exemple, la pression au niveau de la partie émissive peut diminuer de moitié en 
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passant d’une électrode pointe à une électrode tronquée à un diamètre de 2 mm 
[Mil90]. 
 L’angle d’affutage de la cathode   qui peut varier de 180° (cathode plate) à moins de 
10°. Sa valeur impacte la température maximale du plasma et le transfert d’énergie 
[Hai94]. Pour certaines configurations, une diminution de l’angle entraine une 
diminution de la largeur du bain et une augmentation de la profondeur [Goo98]. 
L’inclinaison typique de la torche par rapport au plan de soudage est de l’ordre de 60° à 
75° [Paq07]. La profondeur de la soudure semble plus grande lorsque la pièce métallique est à 
l’horizontal [Shi93]. 
I.1.4.3. Gaz inerte 
Le gaz inerte joue deux rôles majeurs : un rôle plasmagène et un rôle de protection. Selon 
la nature du gaz, le plasma conduit plus ou moins le courant électrique et/ou l’énergie. Les 
propriétés du gaz ont donc un impact important sur le transfert de chaleur et la forme du bain. 
La distribution de la densité de courant est également modifiée [Mur09a]. Par ailleurs, le gaz 
étant inerte, il isole les réactions d’oxydation et il empêche la contamination du bain 
métallique augmentant ainsi la qualité du soudage. 
Le gaz le plus couramment utilisé est l’argon [Paq07]. Avec ce gaz, l’arc est stable et 
s’amorce facilement. Il offre un pouvoir protecteur important assurant une soudure propre. 
L’hélium permet quant à lui des soudures plus profondes et une augmentation de la vitesse de 
soudage. Il est également possible d’utiliser des mélanges de ces deux gaz pour combiner 
leurs avantages. Par exemple certains mélanges permettent une soudure profonde et un effet 
décapant [Paq07]. Des mélanges avec d’autres gaz sont également étudiés pour leurs qualités 
réductrices (H2 ou N2 par exemple) [Caz95]. 
Classiquement, les gaz purs ou les mélanges de gaz sont délivrés d’une façon continue. 
Une méthode alternative consiste à alterner l’apport des gaz purs. Les gaz ne sont pas 
mélangés mais délivrés un par un selon une fréquence définie par l’opérateur. Dans certaines 
configurations, cette méthode permet de réduire la distorsion tout en gardant une vitesse de 
soudage similaire [Kan09, Tra11b].  
Enfin, le débit de gaz et la forme de la buse sont importants. Les débits de gaz sont 
typiquement de l’ordre d’une dizaine de litres par minute. Pour des débits trop faibles, le gaz 
ne joue pas son rôle protecteur. Trop élevés, les débits créent des turbulences causant des 
instabilités et une inefficacité, là encore, du rôle protecteur. La géométrie de la buse (souvent 
en céramique) doit être adaptée aux contraintes opératoires de la soudure. Ainsi pour une 
soudure dans un chanfrein, une buse de petit diamètre est recommandée. Cependant le 
diamètre et la longueur de la buse doivent permettre au gaz de recouvrir le bain de fusion. 
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I.1.4.4. Vitesse et distance inter-électrodes 
La vitesse opératoire de soudage est un paramètre important. Intuitivement, on comprend 
que lorsque la vitesse est trop lente, l’apport d’énergie est trop important. La zone fondue est 
alors soit trop volumineuse, soit la pièce métallique est découpée. À l’inverse, une vitesse trop 
rapide occasionne des défauts comme les défauts de collage entre la zone fondue et le métal 
de base (entrainant des fissures). Dans de nombreux cas, une vitesse supérieure implique une 
diminution des dimensions de la soudure [Nar11]. 
La longueur de l’arc   (typiquement entre 1,5 à 5 mm) a de multiples impacts sur le bain. 
À intensité constante, la puissance injectée augmente avec la distance inter-électrodes. Le 
rendement défini comme le rapport de la puissance effectivement reçue par la pièce 
métallique et de la puissance injectée diminue. Dans de nombreuses situations (à intensité 
constante), une augmentation de la distance entre les électrodes diminue le transfert thermique 




Dans cette partie, nous avons défini les caractéristiques d’une soudure et les principaux 
termes associés. Les différents procédés de soudage à l’arc ont été présentés. Nous avons 
identifié plusieurs paramètres opératoires du soudage TIG tels que la longueur de l’arc, 
l’intensité ou encore la nature du gaz. Ces paramètres modifient les transferts d’énergie et de 
quantité de mouvement au métal.  
Pour comprendre et expliquer ces modifications, il est nécessaire d’identifier les forces et 
les phénomènes thermiques en action dans le plasma et dans la zone fondue. Ces points sont 





I.2. ASPECT PHYSIQUE DE L’INTERACTION ARC-
MATÉRIAU 
Cette partie est consacrée à la description des phénomènes physiques gouvernant 
l’interaction entre un arc électrique et un matériau métallique dans une configuration d’arc 
transféré. Elle s’organise autour des questions suivantes : 
 Quels sont les phénomènes communs et spécifiques au plasma et à la zone fondue ? 
 Quelle est la spécificité de l’interface plasma-matériau ? 
 Quels sont les phénomènes pris en compte dans notre modèle ?  
Les différents phénomènes détaillés dans cette partie sont illustrés sur la figure I.2.1. Les 
phénomènes électriques –de couleur bleue– sont présentés dans un premier paragraphe. 
L’électrode réfractaire est polarisée négativement tandis que le métal à souder est polarisé 
positivement. La densité de courant  ⃗ est alors orientée du métal vers l’électrode.    et    
représentent respectivement les chutes de tensions associées aux gaines électriques. 
Les différentes forces –de couleur verte– sont détaillées dans un deuxième paragraphe. 
Certaines forces sont présentes dans le plasma et le bain métallique (la force de Lorentz ou de 
gravité) tandis que d’autres sont spécifiques à l’interface (la force de Marangoni, la force de 
cisaillement et la pression de l’arc).  
Figure I.2.1 Détails des phénomènes physiques étudiés dans cette partie. 
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Un dernier paragraphe est consacré à l’aspect énergétique –en rouge– : le rayonnement, l’effet 
Joule, la convection et la conduction (la loi de Fourrier) sans oublier les changements de 
phase. La production et le rôle des vapeurs sont discutés dans ce paragraphe. Nous détaillons 
également le bilan d’énergie particulier entre le plasma et le métal. 
Enfin, notre étude est focalisée sur l’interaction entre l’arc électrique et le métal dans une 
configuration où la polarité est directe (le matériau à souder est chargée positivement). Nous 
préciserons si un processus physique est pris en compte dans notre modèle lors de sa 
présentation. 
I.2.1. Aspect électrique de l’arc 
L’arc électrique s’établit entre deux électrodes. Une cathode chargée négativement émet 
des électrons et une anode chargée positivement récolte des électrons. Sous l’action de la 
répartition des charges, un potentiel électrique s’établit entre la cathode et l’anode. Son 
évolution peut être séparée en trois grandes zones [Vac00] illustrées sur la gauche de la figure 
I.2.2 : la gaine cathodique, la colonne du plasma et la gaine anodique. Cette figure montre 
également la répartition des densités de courant des électrons    et des particules lourdes    
ainsi que l’évolution du potentiel électrique   selon l’axe AA’. Pour la tension, le point de 
référence est généralement pris au niveau de la colonne du plasma. La chute cathodique    
correspondant à la variation non linéaire du potentiel dans la gaine cathodique est le plus 
souvent positive. Par contre, la chute anodique    peut être négative ou positive [Yan07]. Le 
courant électrique est majoritairement dû au déplacement des électrons dans la colonne et la 
gaine anodique. A l’inverse, dans la gaine cathodique, ce sont les particules lourdes chargées 
positivement qui sont principalement à l’origine du courant électrique.  
Chaque gaine peut être décomposée en plusieurs parties. F. Cayla [Cay08] résume dans 
ses travaux de thèse le découpage pour la zone cathodique. On y définit classiquement la 
gaine (ou la zone de charge d’espace) où les électrons émis à la cathode sont fortement 
accélérés sur quelques dizaines de nanomètres, et la prégaine (ou zone d’ionisation) qui 
s’étend sur plusieurs dizaines de micromètres. C’est dans cette dernière que les électrons 
effectuent de nombreuses collisions et ionisent le gaz. Ces collisions ne sont cependant pas 
assez nombreuses pour assurer une équipartition de l’énergie. Cette zone n’est donc pas à 
l’équilibre thermodynamique local ce qui influe sur de nombreuses propriétés comme le 
montrent les travaux de M. Benilov et al [Ben12] où les résultats d’un modèle considérant 
l’ETL et un modèle hors-ETL prenant en compte la différence d’énergie entre les électrons et 
les particules lourdes ont été comparés pour des arcs d’argon à la pression atmosphérique 
(d’une longueur d de 10 mm). Par exemple, pour un arc d’une intensité I de 160 A, la valeur 
maximale de la densité de courant en sortie de cathode vaut environ 2 107 A.m-2 lorsque 
l’ETL est supposé alors qu’elle vaut 4 107 A.m-2 dans le cas du modèle hors-ETL  
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J. Heberlein et al [Heb10] ont résumé les travaux existants consacrés à l’anode. La gaine 
anodique est généralement divisée en trois zones hors équilibre. Au plus proche de la surface, 
se trouve la zone de charge d’espace dite de Langmuir (d’environ 50 µm) et une région de 
déséquilibre liée à la diffusion de flux de particules vers l’anode. Les deux zones sont 
englobées par une troisième qui est le siège d’une forte perte d’énergie par conduction. Cette 
zone peut s’étendre de 0,1 mm à 2 mm (à pression atmosphérique). Les distributions de la 
température et des flux de particules dans cette zone influencent le champ électrique et donc 
l’accrochage de l’arc sur l’anode.  
Ce dernier point est illustré par les travaux de G. Yang et J. Heberlein [Yan07] qui 
distinguent ainsi quatre modes d’attache de l’arc pour un arc transféré (entouré d’un anneau 
en céramique permettant sa constriction comme illustré en haut de la figure I.2.3). Pour isoler 
ces quatre modes, les auteurs ont mesuré les champs de température électronique en faisant 
varier le débit de gaz d’argon (entre 0,7 et 15 l.min-1) pour un arc avec I=100 A. Les résultats 
sont représentés sur la figure I.2.3. On a ainsi : 
 Le mode diffus (ou diffuse mode) illustré sur la figure I.2.3 (a). Dans la région 
anodique proche du centre de l’arc, la densité et la température électronique sont 
plutôt uniformes. Des gradients sont présents proche de l’anode et dans la périphérie 
Figure I.2.2 Illustration du courant et tension selon une coupe axiale d’un arc transféré. 
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de l’arc. Avec un flux de gaz d’argon de 15 litres par minute, le pic de densité de 





 Le mode surélevé (ou lift-up mode) illustré sur la figure I.2.3 (b). La surface de 
l’attache de l’arc est plus petite que dans le cas du mode diffus. Du centre à la 
périphérie, on peut distinguer une diminution brusque des grandeurs thermiques qui 
donne un effet de surélévation. Avec un flux de 5 litres par minute, le pic de densité de 
courant est d’environ 1,6×106 A.m-2. 
 Le mode multi-attachement (ou multiple-attachement mode) illustré sur la figure 
2.3 (c). L’arc s’accroche par plusieurs spots où une plus grande densité de courant est 
mesurée. Ce mode est retrouvé avec un flux de 2,5 litres par minute. 
 Le mode resserré (ou constricted mode) illustré sur la figure 2.3 (d). La densité de 
courant est localisée dans une zone réduite à la surface de l’anode. L’attache peut être 
dissymétrique. Ce mode est mis en évidence avec un flux de 0,7 litre par minute.  
Figure I.2.3 Illustration des champs de température électronique pour différents modes d’accroche de 
l’arc sur l’anode. Figures issues des travaux de G. Yang et J. Heberlein [Yan07]. 
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Au final, dans leur configuration, les auteurs décrivent les modes d’attache de l’arc 
comme la résultante d’une compétition entre le jet à la cathode et à l’anode. Les auteurs 
évaluent également la valeur de la chute de tension dans la zone anodique : 
 Pour le mode diffus et le mode surélevé, ils trouvent une valeur négative de la chute. 
Dans ces cas, la tension au-dessus de l’anode est supérieure à celle en surface.  
 A l’inverse pour les modes multi-attachement et resserré, la chute évaluée est positive. 
Dans ces cas, la tension au-dessus de l’anode est inférieure à celle en surface. Le mode 
d’attache et la valeur de la chute à l’anode sont donc liés. 
Pour des arcs transférés utilisés dans le soudage (fortes intensités et faibles distance inter-
électrodes), le mode d’accrochage diffus est le plus rencontré [Yan07]. Les chutes à l’anode 
sont généralement négatives. Par exemple, M. Tanaka et M. Ushio [Tan99] ont mesuré 
expérimentalement une chute de tension négative pour un plasma d’argon avec I=150 A et 
d=5 mm. Dans leur modèle à deux températures, I. Krivtsun et al [Kri10] ont prédit quant à 
eux une chute négative de -3 V pour un plasma d’argon en interaction avec du fer pour une 
intensité de 200 A. 
I.2.2. Les forces mises en jeu 
À l’échelle microscopique et macroscopique, plusieurs forces caractéristiques sont 
présentes dans le plasma, le bain métallique et leur interface. Cinq types de forces seront 
détaillées ici : la force électromagnétique, les forces visqueuses, la force thermocapillaire, la 
force de pesanteur et enfin les forces de pression. Ces forces sont à l’origine de vitesses de 
plusieurs centaines de mètres par seconde dans le plasma et plusieurs dizaines de centimètres 
par seconde dans la zone liquide. 
I.2.2.1. La force électromagnétique ou de Lorentz 
Le déplacement des porteurs de charge génère un champ électromagnétique. La force de 
Lorentz est la force résultante de l’action de la composante magnétique et électrique sur ces 
porteurs de charge. Pour un plasma globalement neutre, la composante due au champ 
électrique s’annule. La force de Lorentz se ramène donc à la force de Laplace.  
Cette force volumique est directement proportionnelle à la densité de courant et à 
l’intensité du champ magnétique. L’effet de la force sur les porteurs individuels est illustré en 
haut de la figure I.2.4 : la force entraine un déplacement en fonction du signe de la charge de 
la particule.  
Dans cette section, nous détaillons l’effet de la force électromagnétique dans le plasma et 
dans le bain due à un champ magnétique auto-induit par le déplacement des charges. Nous 
présentons aussi les effets des champs magnétiques extérieurs bien qu’aucuns ne soient 
considérés dans notre modèle. 
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Force électromagnétique auto-induite dans le plasma  
L’effet particulier du champ magnétique auto-induit sur les porteurs de charge d’un 
plasma d’arc transféré est illustré à gauche de la figure I.2.4. Il a été décrit par H. Maecker 
[Mae55]. Une zone de dépression au niveau de la pointe de la cathode entraine les particules 
le long de la décharge. Il y a donc un effet de constriction et d’allongement de l’arc. La force 
de Laplace est la force prépondérante dans le plasma. Elle est d’autant plus importante que 
l’intensité du courant est grande. Il est donc essentiel de prendre en compte cette force dans 
les modèles. 
Force électromagnétique auto-induite dans le bain  
V. Nemchinsky [Nem96] a étudié les champs des forces électromagnétiques dans la zone 
fondue pour des configurations de soudage. La figure I.2.4 (à droite) illustre les résultats de 
ces travaux pour un arc stationnaire ou en mouvement. Lorsque l’arc est stationnaire, la force 
crée à l’intérieur de la zone fondue un vortex symétrique qui entraine le fluide de la périphérie 
au centre de la zone. Elle a donc tendance à creuser la pièce en son milieu. Lorsque l’arc est 
en mouvement, le vortex est dissymétrique par rapport à l’axe de déplacement. L’auteur 
Figure I.2.4 Effet de la force électromagnétique sur l’arc et la zone fondue. 
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précise également que le changement de conductivité électrique du métal (avec la température 
et le changement de phase) n’influence pas significativement les forces électromagnétiques. 
L’importance de la force dans le bain métallique a été étudiée par M. Tanaka et J. Lowke 
[Tan07a]. Dans un modèle numérique, ils ont isolé la distribution des vitesses induites par la 
force électromagnétique dans le bain. Dans une configuration avec un plasma d’argon (avec 
I=150 A et d=5 mm), la vitesse maximale atteinte dans le bain et qui est liée à la force de 
Laplace est de 5 cm.s
-1
. Dans ce cas, la force électromagnétique a un rôle moins important que 
les forces de trainée et de Marangoni. Pour un arc d’hélium, la vitesse est de 25 cm.s-1. La 
force électromagnétique dans ce cas est majoritaire devant la force de trainée et de gravité. Le 
choix du gaz a donc une importance sur l’effet de cette force. Plus largement, le rôle de la 
force de Laplace dépend de la distribution de la densité de courant à la surface du bain.  
Enfin, de nombreux métaux à base de fer sont ferromagnétiques et donc modifient les 
lignes de champs à l’intérieur du métal et à l’extérieur. Donc globalement, la nature même de 
la pièce métallique joue un rôle dans la distribution des forces électromagnétiques. 
En conclusion, la force de Laplace dans le bain oriente le fluide vers le centre et son 
importance dépend de la distribution de densité de courant à la surface. Cette distribution peut 
être modifiée par l’intensité, la longueur ou la nature de l’arc. 
Force électromagnétique liée à un champ magnétique extérieur  
Dans certaines applications, un champ magnétique supplémentaire est créé à l’aide d’une 
bobine, d’aimants ou d’un barreau métallique. Les porteurs de charges sont alors déviés par 
une force supplémentaire. Pour en illustrer l’impact, plusieurs configurations sont discutées 
ci-dessous : 
 Positionnement d’une bobine à la cathode. X. Yin et al [Yin12] ont modélisé 
l’influence d’un champ magnétique créé par une bobine dans le cas d’un arc transféré 
dans l’argon. Pour un champ variant de 10 à 60 mT, une rotation de l’arc sur lui-même 
est constatée numériquement. Des vitesses perpendiculaires à l’axe apparaissent et 
atteignent jusqu’à 53 cm.s-1. La température maximale et la profondeur de la zone 
fondue diminuent en augmentant le champ magnétique tandis que la largeur augmente. 
 Positionnement d’aimants à la cathode. K. Nomura et al [Nom10] ont quant à eux 
modifié la forme de l’arc à l’aide d’aimants placés proche de la torche TIG. À l’aide 
de quatre aimants de 300 mT disposés autour de la cathode, la forme du plasma 
précédemment circulaire dans une coupe transverse prend une forme d’ellipse. Le 
cratère formé à la surface du métal est alors étalé dans une direction.  
 Positionnement d’un barreau métallique parallèle à la décharge. A. Blais et al 
[Bla03] ont utilisé un barreau métallique pour provoquer un galbe vertical de l’axe 
dans une configuration d’arc transféré. Dans ce dispositif un courant traverse un 
barreau métallique placé verticalement entre les deux électrodes. Le champ 
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magnétique induit provoque une déviation verticale du plasma. Les auteurs ont étudié 
les effets de la force électromagnétique sur le plasma en fonction de l’intensité qui 
parcourt le barreau et de sa distance de l’axe.  
 Positionnement d’une bobine autour de la pièce métallique. Pour une configuration 
d’arc transféré, Y. Yamamoto et al [Yam07] ont étudié l’influence d’un champ 
magnétique généré par des bobines entourant la pièce métallique (en cuivre). Les 
auteurs ont relevé expérimentalement des oscillations du pied d’arc en faisant 
parcourir un signal alternatif dans la bobine.  
 Une bobine à la cathode et une bobine sous l’anode. M. Malinowski-Brodnicka et 
al [Mal90] ont montré l’influence du champ sur la forme du bain et sa macrostructure 
pour une configuration de soudage TIG. Deux bobines sont utilisées : l’une au niveau 
de la torche et l’autre sous la pièce d’acier austénitique. Au-delà de 20 mT, la surface 
du bain est déformée par un renflement de métal (à la manière d’un bourgeon) car le 
champ magnétique induit un déplacement du métal vers la surface du bain. La 
présence du champ magnétique augmente également le raffinage du métal. 
I.2.2.2. Forces visqueuses : viscosité, turbulence et cisaillement 
La viscosité, la turbulence et le cisaillement sont trois notions liées les unes aux autres qui 
ont leur origine dans les frottements des particules d’un fluide en mouvement entre elles et 
avec les surfaces voisines du fluide. La viscosité caractérise la résistance à l’écoulement d’un 
fluide. La force dite de viscosité est donc une force volumique qui s’oppose à la mise en 
mouvement du fluide. Elle est présente dans le plasma et dans le bain métallique. La nature du 
gaz ou celle du métal influe sur les vitesses maximales que l’on peut obtenir. 
Dans cette section, nous définissons la turbulence et présentons quelques travaux sur son 
rôle dans le plasma et dans le bain métallique. Nous détaillons ensuite les forces visqueuses 
de cisaillement aux interfaces. 
Turbulence : définition et rôle 
Lorsque la force de viscosité est grande devant la force d’inertie, on qualifie l’écoulement 
de laminaire. Le mouvement dans le fluide est régulier, les couches du fluide glissent les unes 
par rapport aux autres sans échange de particules. A l’inverse, la turbulence caractérise l’état 
d’un fluide où la force d’inertie est importante devant la force de viscosité. L’écoulement 
présente de nombreux tourbillons et donne un aspect désordonné. Il faut cependant noter que 
des tourbillons peuvent être présents dans un régime laminaire. Ils ne sont donc pas 
spécifiques à un régime turbulent. 
Le nombre de Reynolds, défini comme le rapport adimensionnel du produit de la vitesse et 
de la longueur caractéristique de l’écoulement sur la viscosité dynamique, est un indicateur de 
l’état de l’écoulement. La valeur limite caractérisant le passage d’un écoulement laminaire à 
turbulent n’est pas précise et dépend des milieux étudiés. Elle vaut environ 2300 pour le gaz 
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non ionisé et le liquide de la zone fondue [Duc96, Zha09]. Pour le plasma et sa frontière, la 
valeur critique peut varier de 10 à 2000 [Duc96, Fre02]. 
La turbulence est un effet non négligeable dans de nombreuses applications faisant 
intervenir un arc électrique. Par exemple, D. Randrianarivao [Ran12] a montré 
numériquement l’importance de la turbulence (et du type de modèle associé) pour décrire 
correctement l’écoulement tourbillonnaire dans la chambre d’expansion d’un disjoncteur 
haute-tension. Pour un arc non transféré d’une torche de découpe, P. Freton [Fre02] a 
modélisé l’écoulement du plasma en sortie de la tuyère. Il note que la turbulence a tendance à 
atténuer les ondes de chocs et diminue les vitesses en sortie de la torche. Pour des arcs 
transférés, R. Ducharme et al [Duc96] ont étudié le comportement turbulent du plasma en 
fonction de la pression. Selon les auteurs, un arc de 5 mm et 200 A est stable jusqu’à 5 bars. 
À l’inverse, pour un arc avec d=10 mm et I=100 A, des mouvements turbulents peuvent être à 
l’origine d’instabilités.  
Pour les arcs de soudure étudiés dans la suite du document, nous considérerons que 
l’écoulement du plasma est laminaire. 
La nature de l’écoulement dans la zone fondue a également fait l’objet de plusieurs études. 
R. Choo et J. Szekely [Cho94] ont modélisé la pièce métallique en prenant en compte la 
turbulence (soit par un modèle de viscosité effective soit par un modèle k-ε) pour des 
intensités de soudage de 50 A et 150 A. Dans leurs travaux, la simulation avec la prise en 
compte des phénomènes de turbulence permet une meilleure comparaison avec les résultats 
expérimentaux. Ils prédisent des zones de turbulence caractérisées par un nombre de Reynolds 
de 4700.  
K. Hong et al [Hon03] ont également mis en place un modèle de bain métallique. Pour une 
soudure d’aluminium à 120 A, la largeur de la zone fondue vaut 6,76 mm pour un modèle 
laminaire et 6,78 mm pour un modèle de turbulence (k-ε). La profondeur passe elle de 
2,31 mm à 1,61 mm. Dans leur modèle, la turbulence modifie donc essentiellement la 
profondeur. Les auteurs concluent que le régime de turbulence n’est pas important mais que 
les effets sur la forme du bain ne peuvent pas être négligés.  
Dans leurs travaux expérimentaux, C. Zhao et al [Zha09] ont mesuré les vitesses à la surface 
du bain pour une application de soudage TIG avec des intensités de 80 A et 120 A et un 
déplacement de la torche de 4 mm.s
-1
. La vitesse mesurée en surface du bain est de l’ordre de 
0,1 m.s
-1
. Le nombre de Reynolds associé vaut 400 ce qui correspond à un écoulement 
laminaire.  
Par ailleurs, plusieurs études numériques ne prennent pas en compte la turbulence et arrivent à 
reproduire les dimensions de la soudure [Tan10, Tra11a, Lu06, Fan01] pour des intensités 
plus élevées (jusqu’à 200 A).  
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En conclusion, la nature de l’écoulement de la zone fondue n’est pas clairement identifiée 
dans la littérature scientifique. Dans notre cas, l’écoulement du métal dans la zone fondue sera 
considéré laminaire. 
 Forces visqueuses aux interfaces 
Quel que soit le type d’écoulement, la zone de transition entre deux milieux fait l’objet de 
phénomènes particuliers. Les forces visqueuses surfaciques spécifiques aux interfaces entre 
deux milieux correspondent aux forces de cisaillement. Seules les forces de cisaillement 
plasma-liquide et d’extinction liquide-solide sont présentées ici. 
La force de cisaillement plasma-liquide est la composante tangentielle de l’échange de 
quantité de mouvement entre le plasma et la zone liquide. Elle correspond globalement à la 
mise en mouvement du fluide à la surface du bain par le jet du plasma. Les atomes du plasma 
sont animés d’une quantité de mouvement qu’ils transmettent aux atomes de la zone fondue 
en fonction de la valeur de la viscosité de chaque milieu.  
Cette force est représentée par la divergence du tenseur des contraintes exercés par le plasma 
sur le liquide (et inversement). Elle dépend du gradient des vitesses et de la viscosité. La 
figure I.2.5 illustre l’effet de la force de cisaillement sur la zone fondue (à droite) et une 
représentation classique du tenseur des contraintes associée à cette force (à gauche). Pour un 
arc symétrique, la force induit toujours une convection en surface du centre vers la périphérie. 
M. Tanaka et J. Lowke [Tan07a] ont calculé la valeur de ce tenseur des contraintes pour une 
configuration d’arc transféré avec I=150 A et d=5 mm. Pour un plasma d’argon en interaction 
avec du cuivre, la valeur est proche de 38 N.m
-2
 tandis que pour l’hélium elle est proche de 
8 N.m
-2. Pour une anode d’acier 304 LS, les auteurs montrent que cette force est à l’origine 
d’une vitesse de 47 cm.s-1 pour l’argon et seulement 11 cm.s-1 pour l’hélium.  
La force d’extinction liquide-solide induit la diminution rapide de la vitesse dans la zone 
pâteuse. Cette force relève en réalité d’une augmentation brusque de la viscosité dans la zone 
poreuse due au changement de phase liquide-solide. M. Brochard [Bro09] a implémenté cette 
force dans son modèle de couplage plasma-électrodes. Pour un plasma d’argon avec I=150 A 
et d=5 mm, la puissance associée à cette force est de plusieurs ordres de grandeurs inférieure 
à la puissance des autres forces. 
Figure I.2.5 Évolution radiale du tenseur des contraintes du plasma sur la surface du métal (à gauche) 
et effet de la force de cisaillement sur la zone fondue. 
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Dans notre modèle, la viscosité du métal est fonction de la température (voir l’annexe A). 
Entre la zone solide et la zone liquide, une forte viscosité est donc présente. Seule la force de 
cisaillement plasma-liquide est donc prise en compte. 
I.2.2.3. Force thermocapillaire ou de Marangoni 
La force de Marangoni est une force surfacique qui a son origine au niveau moléculaire. 
Elle pourrait être considérée comme une force de cisaillement (et donc incluse dans le tenseur 
des contraintes visqueuses à la surface) mais fera l’objet d’une description à part dans cette 
section. Nous présentons d’abord l’origine de cette force, son effet sur le bain métallique et 
enfin l’influence de certains éléments composant le métal. 
Origine de la force de Marangoni 
Une particule au sein d’un liquide est en interaction avec les autres éléments à travers les 
forces intermoléculaires (de type Van der Walls). Dans le volume, ces forces sont isotropes 
mais elles sont absentes à l’interface. Il en résulte une force dirigée vers le liquide qui modifie 
la forme de l’interface entre les deux milieux. Ce phénomène explique la forme sphérique 
d’un liquide en apesanteur ou encore l’étalement partiel d’une goutte d’eau sur une surface1. 
Cette force par unité de surface (notée   et exprimée en N.m-1) est nommée tension de 
surface ou tension superficielle. La nature du matériau et la température influent sur sa valeur. 
Par exemple, J. Brillo et I. Egry [Bri05] ont mesuré la tension de surface pour des systèmes 
Cu-Ni-Fe. Dans ces travaux où les concentrations en éléments dits actifs (oxygène, soufre, 
sélénium ou tellure) ne sont pas considérées, la dérivée seconde en température de la tension 
de surface est nulle. A l’inverse P. Sahoo et al [Sah88] démontrent que la dérivée seconde 
n’est pas nulle lorsque des mélanges de métaux purs avec les éléments actifs sont considérés. 
Y. Su et al [Su05] fournissent le même type de résultat pour des aciers inoxydables où la 
concentration de soufre est prise en compte. L’importance des éléments tensioactifs (ou 
« tensionocifs ») et leur nature a bien été détaillée dans les travaux de thèse de N. 
Perry [Per00] ou encore dans l’article de K. C. Mills et B. J. Keene [Mil90]. Le formalisme 
mathématique permettant de calculer les valeurs de tension de surface est présenté dans la 
partie II.1. 
Le gradient de tension de surface entraîne une force supplémentaire tangente à la surface 
(parfois qualifiée de phénomène thermocapillaire) qui est dirigée des régions à faible valeur 
de tension superficielle à des régions à haute valeur de tension superficielle. Cette force 
éponyme de C. Marangoni est donc à l’origine d’un mouvement convectif parallèle à la 
surface. La force de Marangoni n’est donc pas réellement une force mais elle correspond à la 
résultante de la différence de tension de surface.  
                                                 
1
 Voir par exemple le travail artistique Positioning system 1 – falling objet de Pe Lang consistant à un dépôt 
de gouttes sur une surface http://www.pelang.ch [10.07.2013]. 
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Effets dans la zone fondue 
La figure I.2.6 illustre les effets possibles de la force de Marangoni dans un contexte de 
soudage horizontal. On distingue classiquement trois cas [Mil98] : 
(a) La tension de surface diminue avec la température et sa dérivée seconde en 
température est nulle. La zone centrale du bain étant plus chaude, la valeur de la 
tension de surface au centre du bain est inférieure à celle sur le bord du bain. En 
surface, il y a donc un mouvement de convection du centre du bain vers la périphérie. 
Cette convection induit un mouvement inverse dans le volume du bain. 
(b) La tension de surface augmente avec la température et sa dérivée seconde en 
température est nulle. Les mouvements générés sont à l’inverse de ceux du cas (a). 
(c) La tension de surface augmente avec la température puis diminue. Sa dérivée seconde 
en température n’est pas nulle. Il y a un double effet au niveau de la zone fondue : 
proche du centre le fluide est déplacé vers la périphérie ; proche de la périphérie, il est 
déplacé vers le centre. Il y a donc deux vortex différents dans la zone fondue. 
Éléments actifs du métal 
Plusieurs études numériques et expérimentales ont caractérisé l’influence de la 
concentration d’éléments actifs sur la force de Marangoni et donc sur la forme du bain : 
 Variation de concentration induite par la nature du gaz. Dans une configuration de 
soudage TIG, S. Lu et al [Lu08] ont expérimentalement modifié l’effet Marangoni en 
Figure I.2.6 Les différents effets de la force de Marangoni dans la zone fondue [Mil98]. 
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mélangeant du CO2 à de l’hélium pur. Lorsque le pourcentage de CO2 augmente dans 
le plasma, la concentration d’oxygène dans le bain de soudage augmente par 
absorption à la surface. Pour l’acier inoxydable AISI 304 de leur étude, la 
concentration d’oxygène dans la zone fondue passe ainsi d’une vingtaine de ppm à 
près de 120 ppm lorsque le pourcentage de CO2 augmente de 0,1 à 1% dans le gaz de 
protection. Le rapport profondeur/largeur de la zone fondue augmente brutalement de 
0,5 à 0,95 au-delà de 0,4% de CO2 dans le gaz. Selon les auteurs ce changement 
brusque de géométrie correspond à un changement de la force de Marangoni. Avant la 
concentration critique de CO2, la force de Marangoni crée des mouvements du centre 
vers la périphérie (cas de la figure 2.6 (a)). La largeur est importante donc le rapport 
profondeur/largeur est faible. Au-delà de la concentration critique, la force de 
Marangoni crée des mouvements de la périphérie vers le centre (cas de la figure 2.6 
(b)). La profondeur est plus importante donc le rapport plus grand. 
 Variation de la concentration par dépôt de flux à la surface. A. Berthier et al [Ber12] 
se sont intéressés à l’influence de l’effet Marangoni dans une configuration de TIG 
activé. En déposant des revêtements de TiO2, Cr2O3 ou de K2Cr2O7 avant le soudage, 
les auteurs ont mis en évidence l’inversion du gradient de tension de surface. Lorsque 
le flux est déposé en surface, la force de Marangoni crée une convection de la 
périphérie au centre du bain alors que sans flux, la convection est inverse. 
 Variation de la concentration induite par la nature de la pièce métallique. Dans leur 
modèle numérique de soudage TIG, W. Dong et al [Don10] ont utilisés des métaux 
avec différentes concentration d’oxygène. Ils ont identifié une concentration critique 
d’oxygène dans la zone fondue d’un acier inoxydable AISI 304 qui modifie la force de 
Marangoni. Cette valeur est comprise entre 50 et 130 ppm pour un arc d’argon avec 
une distance inter-électrode de 3 mm et une intensité de 160 A. 
Ces travaux montrent que de faibles variations de concentration d’éléments actifs peuvent 
modifier la force de Marangoni, les mouvements convectifs dans le bain de soudage, et in fine 
les dimensions géométriques de la soudure. 
Par ailleurs, pour un arc dans l’argon avec I=120 A et d=2 mm, W. Kim et al [Kim97] 
placent la prédominance de l’effet Marangoni en deuxième position derrière les forces de 
pression de l’arc. Pour d’autres configurations, l’effet Marangoni est la force majoritaire. 
Nous prenons donc en compte cette force dans le modèle physique. 
I.2.2.4. Force de pesanteur 
La force de pesanteur est une force volumique présente dans le plasma et dans le bain. 
Dans les deux cas, les impacts de la gravité sont faibles. La figure I.2.7 illustre la convection 
induite par la poussée d’Archimède dans le bain. La densité du métal diminue avec la 
température. Puisque la température est plus chaude au cœur de la zone fondue, les zones plus 
denses sont attirées vers le bas tandis que chauffé, le métal remonte.  
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Plusieurs travaux numériques [Tan07a, Kim97] établissent que les vitesses atteintes sont 
de l’ordre du centimètre par seconde. Même si cette force à un rôle mineur, elle est prise en 
compte dans notre modèle. 
I.2.2.5. Forces de pression 
On oppose les forces de pression aux forces visqueuses. Les forces de pression résultent 
de l’action des forces perpendiculaires aux surfaces et elles se retrouvent au niveau de 
l’électrode réfractaire et du bain. Dans cette section nous décrivons ces effets de pression et 
l’impact sur la forme de la surface du métal liquide. 
Effet de pression à la cathode  
Les forces de pression au niveau de la cathode jouent un rôle notamment pour l’effet 
Maecker décrit dans la section I.2.2.1. En influençant la pression, l’angle de la cathode a donc 
un impact sur le rôle des forces électromagnétiques.  
Par ailleurs, l’arrivée de gaz par la torche exerce également une force de pression sur la 
colonne de l’arc. Selon la forme de la buse, l’arc est plus ou moins resserré (notamment avec 
des torches de procédés de soudage plasma).  
Effet de pression à la surface du bain  
Le fluide mis en mouvement dans le plasma vient percuter la surface de la zone fondue. 
Cette pression qualifiée de pression d’arc induit une déformation concave de la surface. Sa 
valeur est directement liée à la force d’inertie des vitesses du plasma et donc à tous les 
phénomènes qui influent sur cette vitesse.  
Hsu et al [Hsu83a] prédisent numériquement des valeurs de pression pour des arcs 
transférés dans l’argon. Ainsi la surpression liée à l’arc passe à l’anode de 71,9 Pa à 869 Pa 
pour des arcs d’une longueur de 10 mm et d’une intensité respective de 100 A et 300 A. Pour 
un arc d’une intensité de 200 A, la suppression passe de 394 Pa à 188 Pa pour des longueurs 
respectives de 10 et 20 mm. H. Fan et Y. Shi [Fan96] ont également étudié numériquement la 
pression exercée par l’arc à l’anode. Selon les auteurs, la pression maximale augmente avec 
Figure I.2.7 Évolution classique de la masse volumique d’un métal (à gauche) et effet de la gravité 
dans la zone fondue (à droite). 
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une augmentation de courant et avec une diminution de l’angle à la cathode. La longueur de 
l’arc n’a que peu d’influence dans leurs travaux.  
Au bilan, plusieurs formes de surface du bain peuvent exister et sont résumées sur la 
figure I.2.8. On y retrouve : 
(a) Surface concave. C’est un cas rencontré lorsque la force de pression de l’arc est 
importante. La surface supérieure subie une force de pression dirigée vers le bas qui la 
rend concave. Lorsque la pénétration est totale (c.-à-d. la totalité de la hauteur du 
métal est fondue), la face inférieure est déformée par la gravité. Dans ce cas, la face 
inférieure est convexe. 
(b) Présence de boursoufflures. Dans ce cas, le centre du bain est plus creusé et des 
renflements sont présents en périphérie. Ce phénomène peut se rencontrer lorsque la 
pression de l’arc est concentrée au centre tandis que la tension de surface prédomine 
sur les bords. 
(c) Surface plane. Les pressions s’équilibrent ce qui induit une surface plane. Cette 
situation se produit dans de nombreux cas. D’après les travaux numériques de M. Lin 
et T. Eagar [Lin85], la surface pour des arcs d’intensité supérieur à 300 A ne peut plus 
être considérée plane. Ils précisent cependant que la pression d’arc n’a pas d’influence 
sur la géométrie du bain pour des intensités jusqu’à 500 A. Nous nous basons sur ces 
travaux pour justifier l’indéformabilité de la surface dans notre modèle. 
(d) Présence d’un renflement. Lorsque la pression de l’arc est faible et que les effets de 
tension de surface sont importants, un renflement central peut apparaitre. Cette 
situation se retrouve également lorsque les forces électromagnétiques sont 
importantes. C’est par exemple le cas lorsque le champ magnétique induit par des 
bobines est à l’origine d’un renflement excessif en surface. 
(e) Surface convexe. Dans cette situation, la pression de l’arc est faible. C’est la tension 
de surface qui affecte alors la forme de la surface.  
Figure 1.2.8 Illustration des différentes formes de surface du bain retrouvées. 
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La forme de surface du bain de soudage est donc le résultat d’un équilibre de plusieurs 
forces. Dans certains travaux de recherches, les auteurs modifient dans le temps l’équilibre 
des forces pour faire apparaitre des oscillations à la surface du bain. Par exemple, J. Ju et Y. 
Soga [Ju02] ont expérimentalement modifié l’état de la surface en envoyant le gaz de 
protection de manière pulsée pour étudier l’effet des oscillations sur la pénétration de la 
soudure. C. Sorensen et T. Eagar [Sor90] ont par ailleurs établi plusieurs modèles analytiques 
qui relient la pulsation des oscillations du métal à la largeur et à la profondeur du bain. 
I.2.3. Aspect énergétique 
Après avoir décrit les principales forces et leurs effets, nous nous intéressons aux 
phénomènes énergétiques. L’effet Joule est la principale source d’énergie dans le plasma. Il 
est le résultat des collisions des porteurs de charge qui assurent le passage du courant dans le 
milieu qu’ils traversent. L’énergie est ensuite distribuée par conduction (loi de Fourier), par 
convection et par rayonnement à l’ensemble du plasma. Les températures atteintes dans le 
plasma sont élevées. Elles sont de l’ordre d’une vingtaine de kilokelvins pour les applications 
de soudage. L’énergie rayonnée est alors importante dans le bilan énergétique (elle peut ainsi 
contribuer à plus de 20% des pertes d’énergie [Lag04a]). 
L’énergie du plasma transmise à la pièce métallique entraine sa fusion et la création d’un bain 
où les mêmes effets thermiques sont retrouvés. L’effet Joule est cependant faible (à cause de 
la valeur élevée de la conductivité électrique du métal). Les températures dans le bain sont 
peu élevées en regard de celles du plasma et elles dépendent de la nature du métal. En effet, 
les points de fusion et d’évaporation ainsi que la capacité de conduction thermique influent 
sur la nature de la phase et le champ de température dans le métal.  
Enfin, le bilan d’énergie à la surface est particulier du fait du passage du courant électrique et 
de l’évaporation. Dans ce paragraphe, quatre aspects sont détaillés : la nature du plasma, le 
rayonnement du plasma, le changement de phase et le bilan énergétique à l’anode. 
I.2.3.1. Rayonnement du plasma 
Cette section est dédiée au rayonnement du plasma. Après avoir expliqué son origine 
physique, nous donnons un exemple de spectre d’émission et précisons l’influence du 
rayonnement pour un plasma. 
Origine du rayonnement 
Dans les zones chaudes (T>8000 K), le plasma rayonne et perd de l’énergie. Les processus 
d’émission sont multiples et ils sont dus à des interactions entre les particules. En fonction de 
la nature du plasma, de la densité des particules et donc de l’énergie, plusieurs mécanismes 
sont à l’origine du rayonnement [Cre01]. Dans le spectre émis, on différencie une composante 
continue à laquelle se superpose un spectre discret. 
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La composante continue est constituée de deux types de transitions électroniques : les 
transitions libre-lié et les transitions libre-libre. Une transition libre-lié correspond au 
passage d’un électron d’un état libre à un état lié à l’atome (ou inversement). Dans cette 
catégorie on distingue les recombinaisons radiatives (correspondant à l’émission d’un photon 
issu de la recombinaison d’un électron avec un atome ionisé pour former un atome neutre) et 
l’attachement radiatif (correspondant à l’émission d’un photon lors de la capture d’un 
électron par un atome neutre électronégatif). Une transition libre-libre correspond quant à elle 
au passage d’un électron d’un état libre à un autre état libre. On y distingue le rayonnement de 
freinage électron-ions et électron-atome. À basse température, des interactions avec les 
molécules viennent s’ajouter. Le spectre discret a pour origine les transitions électroniques 
entre deux états liés de l’atome. Elles correspondent à une énergie discrète. 
Ces mécanismes de réaction n’induisent pas seulement une émission de photons. En effet 
le plasma absorbe également ses propres émissions, localement ou dans des zones plus 
froides. La réabsorption du rayonnement par les zones périphériques plus froides influe sur les 
valeurs des flux aux parois.  
Exemple d’un spectre d’émission 
La figure I.2.9 illustre un spectre d’émission d’un plasma d’argon à une atmosphère à 
12000 K. En fonction de la longueur d’onde, le coefficient d’émission spectral informe sur la 
puissance volumique libérée par le plasma. On distingue la part du rayonnement continu, des 
transitions électroniques qui forment des raies. Les plus fortes pertes se retrouvent dans la 
gamme de l’ultraviolet (0,01 µm à 0,39 µm). La gamme des infrarouges (0,75 µm à 100 µm) 
Figure I.2.9 Exemple de spectre d’émission d’un plasma d’argon (à 1 atm et 12 kK) [Pfe07]. 
Chapitre I . De l’ingénierie à la simulation d’une interaction arc-matériau 
 
48 
est riche en raies électroniques.  
Effet sur le plasma 
Dans ses travaux numériques, F. Lago [Lag04a] évalue les pertes par rayonnement à près 
de 25% pour un plasma d’argon avec I=200 A et d=10 mm. Ces pertes représentent la 
deuxième contribution de la perte d’énergie totale, derrière la puissance transmise à la pièce 
métallique (aluminium) mais loin devant les pertes de conduction et de convection (estimées 
de l’ordre du pourcent).  
Ces travaux montrent l’importance du rayonnement dans le bilan des différents processus 
énergétiques. Pour cette raison, le rayonnement du plasma est pris en compte dans notre 
modèle. 
I.2.3.2. Changements de phase 
Plusieurs changements de phase ou de structure cristalline existent dans la configuration 
étudiée. On isole ici le changement de structure cristalline dans la ZAT, le changement de 
phase solide-liquide et enfin le changement de phase liquide-vapeur. Le refroidissement a 
également une importance pour le résultat final d’une soudure (notamment sur la résistance) 
mais ces changements de phase ne sont pas détaillés ici. 
Changements de structure dans la ZAT  
Les structures cristallines de métaux ou d’alliages peuvent être modifiées avec 
l’augmentation de la température. Les régions du solide peuvent également être modifiées par 
la diffusion thermique d’atomes dans la structure.  
R. Blondeau [Blo01] donne l’exemple d’une ZAT pour la soudure d’un acier à 15% de 
carbone. En dessous de 1000 K le carbone est inclus dans une structure cubique centrée dite 
ferrite α et des carbures de fer Fe3C. Jusqu’à environ 1100 K, la ferrite coexiste avec la 
structure cubique face centrée l’austénite γ. Au-delà et jusqu’à 1768 K, seule l’austénite est 
présente. Dans cette zone, l’austénite se regroupe en grains qui peuvent atteindre plusieurs 
dizaines de micromètres. En annexe 2 de sa thèse, N. Perry [Per00] détaille les structures et 
les défauts que l’on retrouve pour les différents types d’acier inoxydables. 
Changement de phase solide-liquide 
 A la température de fusion, le solide se transforme en liquide. Une fine couche de 
coexistence des deux phases dite zone pâteuse peut présenter des structures dendritiques 
particulières. Elle est le siège de l’extinction des vitesses.  
Changement de phase liquide-vapeur  
L’élévation de la température du matériau entraine également la vaporisation de la surface 
du métal. On distingue classiquement deux composantes de la vaporisation : l’évaporation 
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(vaporisation lente et progressive qui apparait dès la présence du liquide) et l’ébullition 
(vaporisation rapide qui est présente pour une température approchant brusquement la 
température de vaporisation). Le processus d’évaporation dépend de la température de la 
surface du bain métallique, de la nature du gaz plasmagène ainsi que de la concentration de 
vapeurs déjà présentes au-dessus de la surface. La présence des vapeurs métalliques a un 
impact sur les propriétés du plasma comme le synthétise A. Murphy [Mur10a]. Quelques 
travaux sont présentés ici pour montrer l’impact sur les propriétés du plasma, le transfert 
thermique et les dimensions du bain métallique.  
Ainsi, J.-J. Gonzalez et al [Gon93] montrent de manière théorique l’importance des 
modifications des propriétés du plasma et de la production des vapeurs dues à la présence des 
vapeurs métalliques. Dans un modèle de plasma d’argon avec d=10 mm et I=300 A en 
interaction avec une anode de fer, les auteurs ont prédit une concentration maximale de 
vapeurs de 15% à 1 mm au-dessus de l’anode. La présence de vapeurs augmente le 
rayonnement du plasma. Les pertes radiatives sont plus importantes passant de 1526 W à 
4820 W en prenant en compte l’impact des vapeurs métalliques sur le plasma. Le plasma est 
alors refroidi et le bilan énergétique à l’anode modifié. 
Le rôle du refroidissement du plasma par les vapeurs est mis en évidence 
expérimentalement par H. Terasaki et al [Ter02]. Ils étudient un plasma d’hélium avec 
I=150 A et d=5 mm en interaction avec soit une anode en cuivre refroidie (sans vapeur 
métallique) soit un acier AISI 304 (avec vapeurs métalliques). Les auteurs montrent que le 
refroidissement de l’arc peut atteindre jusqu’à 6000 K en périphérie de l’arc (à 4 mm du 
centre). Les températures sont alors diminuées de près de moitié à cause de la présence des 
vapeurs métalliques. 
F. Lago et al [Lag04b] précisent théoriquement l’impact des vapeurs sur les propriétés 
électriques de l’arc. En présence de vapeurs, les auteurs ont reporté, une diminution du rayon 
de conduction de l’arc et une densité de courant plus importante au centre de la décharge. A 
l’inverse, d’autres auteurs ont montré que les vapeurs diminuent la valeur de la densité de 
courant au centre de la décharge et l’augmentent en périphérie [Men99, Tan10, Mur10b].  
M. Tanaka et al [Tan10] évaluent l’impact de la prise en compte des vapeurs sur la 
dimension du bain de soudage. Ils modélisent l’interaction d’un arc d’hélium avec I=150 A et 
d=5 mm avec ou sans les vapeurs après 20 s. En prenant en compte les vapeurs, la largeur du 
bain passe d’environ 17 mm à 16 mm et la profondeur d’environ 4,5 mm à 3 mm. D’après ces 
auteurs, les vapeurs ont donc tendance à diminuer la largeur et la profondeur du bain 
métallique. 
Au final, les vapeurs ont des impacts sur le plasma (température, conductivité électrique, 
distribution de courant, etc.), l’interface avec le matériau (transfert d’énergie) et les 
dimensions de bain. Elles participent donc pleinement à la description de l’interaction plasma-
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matériau. Il nous apparait donc important que les vapeurs soient prises en compte dans notre 
modèle. 
I.2.3.3. Bilan énergétique à l’anode 
Le transfert d’énergie entre le plasma et le métal est complexe. Les différents phénomènes 
présents à l’interface et leurs contributions respectives ont été étudiés par plusieurs modèles. 
Dans cette section, nous proposons une synthèse des phénomènes à l’interface qui sont 
illustrés sur la figure I.2.10. Nous précisons également le choix des composantes retenues 
dans notre modèle pour lequel le plasma est considéré à l’ETL. 
Flux de conduction 
Le flux de conduction est lié à la différence de température entre les deux milieux. 
L’ensemble des modèles prennent en compte cette contribution soit par la loi de Fourier 
[Hai98, Lag04a, Tra11a, Tan10] soit par un coefficient de transfert par conduction [Lu06]. 
Dans le modèle de F. Lago [Lag04a] à l’ETL, ce flux est la deuxième contribution (20%) 
au flux total pour un plasma d’argon (avec I=200 a et d=10 mm). Nous le prenons en compte 
dans notre modèle. 
Flux électrique 
Plusieurs phénomènes dépendent du passage du courant électrique entre le plasma et la 
pièce métallique. Nous les regroupons en trois composantes : 
 L’absorption des électrons. L’incorporation des électrons dans le métal revient à un 
gain d’énergie représenté par le travail de sortie des électrons. Cette composante du 
flux électrique est incluse dans la majorité des modèles. 
 Chute de tension à l’anode. L’accélération ou la décélération des espèces proches de 
l’anode est liée à la présence de la chute de tension. Comme précisé dans la section 
I.2.1, la chute peut être négative ou positive. Dans le modèle hors équilibre de 
J. Heberlein et al [Heb10], la contribution de la chute de tension est associée au 
Figure I.2.10 Les quatre composantes du flux d’énergie à l’anode. 
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courant électronique lorsque la chute est positive. Elle est associée au courant ionique 
lorsque la chute est négative. H. Dinulescu et E. Pfender [Din80] préconisent de ne 
pas prendre en compte une chute négative dans le bilan de flux de chaleur. Au final, 
dans les modèles à l’ETL pour des configurations d’arc transféré, certains auteurs 
prennent la chute de tension dans leur bilan [Dou99, Lag04a] (chute positive) tandis 
que d’autres ne la prennent pas en compte [Cho92a, Tan10, Trai11a]. 
 L’énergie thermique des électrons. Ce flux représente l’énergie supplémentaire 
transportée par les électrons. Nous distinguons deux composantes :  
o La composante de thermo-diffusion qui correspond à la diffusion des électrons 
dans le champ électrique. Elle peut être ajoutée au bilan d’énergie lorsque de 
forts gradients de température électronique sont présents [Heb10]. Cette 
composante n’est généralement pas prise en compte dans les modèles à l’ETL. 
o La composante du transport d’enthalpie est liée à la vitesse de dérive des 
électrons (ce point est détaillé dans l’annexe B). Certains modèles à l’ETL le 
prennent en compte [Lag04a, Cho92a]. Dans leur modèle, J. Lowke et M. 
Tanaka [Low06] précisent que cette composante n’est pas prise en compte car 
toutes les particules ont la même température et que la température des 
électrons qui pénètrent dans la région anodique est égale à la température de 
l’anode. Cette composante est également absente dans d’autres modèles 
[Dou99, Tan10, Trai11a]. 
Dans le modèle de F. Lago [Lag04a], le flux électrique est la composante majoritaire et sa 
valeur est proche de 70% du flux total. Il est cependant difficile de généraliser sa contribution 
car il dépend de la chute de tension à l’anode. 
Notre modèle est à l’ETL et nous considérons pour nos applications que la chute à l’anode 
est négative. Suivant les recommandations de H. Dinulescu et E. Pfender [Din80] la 
composante électrique liée à la chute de tension à l’anode n’est pas prise en compte dans le 
bilan d’énergie. Nous négligeons la composante de thermo-diffusion et du transport 
d’enthalpie (suivant les arguments de J. Lowke et M. Tanaka [Low06]). Au final, nous ne 
gardons dans notre modèle que la contribution de l’absorption des électrons dans le flux 
électrique. 
Flux de rayonnement 
Deux contributions sont incluses dans le bilan d’énergie lié au rayonnement : la perte 
causée par le rayonnement de l’anode et le gain induit par celui de l’arc. Certains modèles 
prennent en compte les deux contributions [Zhu95], seule la contribution du plasma [Goo97] 
ou seule la contribution du métal [Lu06, Tan10, Tra11a].  
Dans ses travaux, F. Lago [Lag04a] a étudié l’influence du flux rayonné par le plasma sur 
le bilan d’énergie à l’anode dans le cas d’un plasma d’argon avec I=200 A et d=10 mm. Il 
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utilise la méthode des view factors. Le flux total n’est pas modifié de façon significative 
notamment au centre où il est maximum. Par ailleurs, le flux rayonné par le plasma est près de 
100 fois supérieur au flux rayonné par le matériau.  
Dans notre modèle nous n’avons pas pris en compte les flux rayonnés car la contribution 
est faible sur le flux d’énergie et le coût numérique pour le calculer est important. 
Flux de vaporisation 
L’évaporation du métal entraine une perte d’énergie à la surface de la pièce métallique. Ce 
flux est compté négativement et il est très faible [Lag04a]. Nous le prenons cependant en 




En conclusion, nous avons présenté les phénomènes physiques d’une interaction arc-
matériau pour une configuration d’arc transféré proche du soudage TIG.  
Trois forces sont communes au plasma et à la zone fondue. La force électromagnétique 
(ou de Laplace) est la source des vitesses dans le plasma dont la composante axiale peut 
atteindre plusieurs centaines de mètres par seconde. Dans le bain métallique, elle est à 
l’origine d’un mouvement convectif ramenant le fluide au centre à une dizaine de centimètres 
par seconde. À l’inverse, la force de gravité a un impact plus faible dans les deux zones. Par 
exemple, les vitesses dues à cette force sont de l’ordre du centimètre par seconde dans la zone 
métallique. Enfin, les forces visqueuses contribuent à ralentir le fluide des deux zones. 
À l’interface entre les deux milieux, la force de Marangoni, liée au gradient de tension de 
surface, joue un rôle important dans l’établissement des vitesses et la forme du bain 
métallique. Dans certains cas, elle est à l’origine de vitesses de plusieurs dizaines de 
centimètres par seconde, la plaçant alors comme force majoritaire. Son comportement dépend 
à la fois de la température et de la concentration en éléments tensioactifs (tels que le soufre ou 
le sélénium). En surface, elle peut alors soit orienter le fluide vers le centre du bain soit vers la 
périphérie. 
À la surface du bain, la résultante de ces différentes forces se décompose en force de pression 
et en force de cisaillement. La force de pression est la composante perpendiculaire à la surface 
et peut en modifier la forme. Certaines surfaces sont ainsi concaves ce qui correspond 
classiquement à une prédominance des forces convectives du plasma. A l’inverse d’autres 
sont convexes ce qui traduit généralement une prédominance de la tension de surface du 
liquide. Cette surface peut être considérée plane pour des situations proches du soudage (où 
l’intensité est de quelques centaines d’ampères). La composante tangentielle de résultante des 
forces est représentée par la force de cisaillement. Elle est à l’origine de mouvements orientés 
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vers la périphérie du bain métallique avec des vitesses de l’ordre de la dizaine de centimètre 
par seconde. 
Au-delà de ces phénomènes dynamiques, plusieurs aspects énergétiques sont à prendre en 
compte. L’effet Joule induit par le passage du courant dépose une énergie importante dans le 
plasma ce qui conduit à des températures de plus de 20 kK. A ces températures, le 
refroidissement induit par le rayonnement n’est plus négligeable. Le plasma transfère de 
l’énergie au métal et induit un changement de phase solide-liquide et liquide-vapeurs. Pour 
certaines configurations, les vapeurs contribuent fortement à l’interaction entre le plasma et le 
matériau : elles impactent à la fois les propriétés du plasma, le transfert d’énergie et in fine les 
dimensions de la zone fondue. 
De nombreux points font consensus dans la littérature scientifique, cependant le traitement 
de certaines forces, l’impact sur les vitesses dans le bain, l’effet des vapeurs ou encore le bilan 
d’énergie sont différents selon les auteurs.  
 
Au fur et à mesure de la présentation des processus physiques, nous avons précisé ceux 
qui sont pris en compte dans notre modèle numérique. Avant de passer au formalisme 
mathématique du modèle (partie II.1), nous souhaitons aborder les différents moyens de 
diagnostics expérimentaux et numériques. La présentation des types de modèles existants 










I.3. LES MÉTHODES DE DIAGNOSTICS 
EXPÉRIMENTAUX ET NUMÉRIQUES 
Pour comprendre et caractériser les propriétés du plasma et du métal ou isoler les 
différents phénomènes physiques, la modélisation offre de multiples avantages. Cependant 
une confrontation directe avec les résultats expérimentaux est nécessaire pour confirmer, 
invalider ou commenter les résultats des modèles. Dans cette partie, nous répondons aux 
questions suivantes : 
 Quels sont les outils expérimentaux pour caractériser le plasma et la zone fondue ? 
Quelles informations apportent-ils ? 
 Quels sont les modèles physiques existants, leurs avantages et leurs limites ? 
Nous présentons dans un premier paragraphe quelques moyens expérimentaux. 
L’approche choisie est de lister les méthodes non pas par leur finalité mais par la technique 
utilisée. Dans un deuxième paragraphe nous détaillons les modèles physiques de la littérature 
(utilisés dans le cadre d’arcs transférés et de configurations de soudage TIG) selon leurs 
hypothèses et conditions de calculs. 
I.3.1. Les études expérimentales 
Ce paragraphe liste (de façon non exhaustive) les techniques expérimentales utilisées pour 
caractériser l’interaction arc-matériau. Trois catégories de mesures « directes » (effectuées 
pendant le procédé de soudage) sont tout d’abord présentées. Elles correspondent aux études 
par sondes suivies des techniques d’imagerie et de spectroscopie. Puis, une technique de 
métallographie est détaillée comme mesure « post-soudage » (réalisée après le refroidissement 
de la soudure).  
I.3.1.1. Les sondes 
La figure I.3.1 illustre les types de sondes qui peuvent être utilisées dans la configuration 
d’arc transféré étudiée. Les sondes de courant et tension offrent des informations sur les 
caractéristiques électriques du plasma. Les sondes Pitot et de Langmuir peuvent être utilisées 
au plus proche du plasma pour obtenir des informations sur les vitesses et la densité 
électronique, le potentiel ou encore la température. Plus loin du plasma, les capteurs de flux 
radiatif informent sur les pertes radiatives. Les sondes de température accolées au métal 
permettent quant à elles de reconstruire les champs de température ou de remonter au flux de 
chaleur à l’interface [Mas07, Gon07]. Enfin des mesures combinées de débit et de 
température du liquide de refroidissement de l’anode fournissent des informations 
calorimétriques sur le matériau. 
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Quelques travaux utilisant ces différentes sondes sont présentés ci-dessous. 
Les sondes Pitot mesurent des différences de pression dont on peut déduire une vitesse. 
R. Hartmann et J. Heberlein [Har01] ont utilisé cette sonde dans une configuration d’arc 
transféré avec un dispositif de constriction (tel qu’illustré sur la figure 2.3). Pour un arc 
d’argon d’intensité de 100 A, la vitesse maximale reportée au niveau de l’axe de la décharge 
et 2 mm en-dessous du dispositif de constriction est proche de 70 m.s
-1. L’utilisation de ce 
type de sonde n’est cependant pas conseillée car elles perturbent le plasma. 
Les sondes électrostatiques de Langmuir sont des électrodes polarisées qui collectent des 
électrons lors de l’insertion dans le plasma. Malgré la perturbation induite par son 
introduction, ces sondes donnent des informations sur la densité et la température électronique 
ou encore le potentiel du plasma. C. Fanara et I. Richardson [Fan01] ont utilisé une sonde de 
Langmuir dans une configuration d’arc transféré proche du soudage TIG. 
Des sondes de courant et thermiques peuvent être accolées à l’anode. O. Nestor [Nes62] 
reconstruit ainsi la distribution de courant et le flux thermique à la surface du métal. Deux 
sondes électriques et des thermocouples sont insérés dans l’interstice d’une anode tronquée et 
sont couplées avec un dispositif de mesure calorimétrique afin de remonter au flux thermique.  
M. Masquère et al [Mas07, Gon07] mesurent la température en différents points de leur 
dispositif expérimental à l’aide de thermocouples. Neuf thermocouples sont insérés en fond 
d’anode alors que deux autres sont positionnés à l’entrée et à la sortie du dispositif de 
Figure I.3.1 Configuration utilisée dans des travaux expérimentaux. 
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refroidissement de l’anode. À partir de ces mesures, les auteurs remontent à l’aide d’un 
algorithme de méthode inverse au champ de température dans l’anode et au flux transféré par 
l’arc. Cette méthode a été validée pour des arcs d’argon d’une intensité de 70, 80 et 90 A et 
une longueur de 10 mm en interaction avec du cuivre. R. Ramanantsoa [Ram11] étend l’étude 
du transfert thermique à la cathode. Un thermocouple est positionné en amont d’un bloc de 
cuivre supportant la cathode en tungstène afin de caractériser le flux à la cathode. Pour obtenir 
le flux rayonné, il a utilisé huit capteurs de flux radiatifs disposés sur un arceau de 13 cm de 
rayon centré autour l’arc. 
I.3.1.2. Les méthodes d’imageries 
La visualisation par imagerie est une excellente source d’information sur la forme du 
plasma, sa composition ou encore les phénomènes en surface du bain métallique. La figure 
I.3.2 illustre les catégories des techniques et quelques applications détaillées dans cette 
section. 
Photographie 
La plus immédiate des techniques est la photographie. G. Dunn et al [Dun86] ont ainsi 
déterminé la distribution de vapeurs métalliques dans un arc de soudage. La longueur d’onde 
d’intérêt des différents composés recherchés (Fe, Mn, Cr, Al, Ca, etc.) est isolée à l’aide d’un 
monochromateur. Plusieurs plasmas d’argon, d’hélium et de mélange argon-hélium ont été 
étudiés pour des intensités de 25 et 125 A en interaction avec un acier inoxydable. Cette 
méthode permet de détecter la présence des espèces métalliques et leur distribution spatiale 
mais ne fournit pas de valeurs de concentration. 
Imagerie rapide 
À l’inverse des photographies, les vidéos permettent d’identifier la dynamique des 
phénomènes étudiés. Dans des articles de synthèse, Y. Ogawa [Oga11] et S. Tsukamoto 
Figure I.3.2 Illustration des méthodes d’imagerie et quelques-unes de leur application. 
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[Tsu11] décrivent les techniques d’imagerie rapide utilisées dans un contexte de soudage. 
Quelques-unes de ces techniques sont détaillées ci-dessous. 
Y. Yamamoto et al [Yam07] utilisent une caméra rapide pour visualiser le comportement 
de la colonne d’un arc transféré d’argon sur du cuivre avec I=50 A et d=40 mm. Le plasma est 
soumis à une force magnétique générée par un courant alternatif circulant dans une bobine 
entourant la pièce de cuivre. La vidéo permet de caractériser les oscillations du pied d’arc en 
fonction de la fréquence du courant électrique de la bobine. 
En complément, plusieurs auteurs s’intéressent à la surface du bain lors du soudage. La 
caméra rapide est alors pointée vers la surface du métal qui est parfois éclairée par une source 
lumineuse extérieure (laser ou une lampe UV). Cette technique permet d’obtenir trois grands 
types d’informations : les vitesses en surface, la température et les dimensions géométriques 
de la surface. 
Mesures de vitesses en surface 
P. Henrikson [Hen05] oriente une caméra CCD vers la surface du métal éclairée par une 
lampe à mercure. Il analyse plusieurs séquences d’arcs d’argon d’une intensité entre 50 et 100 
A, d’une longueur de 1,6 mm et un déplacement de la torche jusqu’à 3,7 mm.s-1. Ces 
séquences permettent de mettre en évidence le comportement du fluide à la surface d’un acier 
inoxydable 316L. À l’aide d’une méthode de suivi de particule (PTV pour Particle Tracking 
Velocimetry), il détermine les vitesses d’agglomérats à la surface du bain qui sont de l’ordre 
de 13 cm.s
-1
 en périphérie du bain. D. Espinosa [Esp91], avec une méthode similaire, reporte 
des vitesses proches de 22 cm.s
-1
 dans un acier HY80 pour un arc d’argon d’une longueur de 
4 mm et d’une puissance de 2,58 kW. 
Dans la même optique, C. Zhao et al [Zha09] étudient les phénomènes en surface. À l’aide 
d’une caméra rapide et d’un dispositif laser, ils examinent au cours du temps les poudres de 
tungstène et les multiples oxydes naturels. Une méthode de suivi de multiples particules (PIV 
pour Particule Image Velocimetry) leur permet d’extrapoler le champ de vitesses. Ils 
proposent donc une vision eulérienne des vitesses tandis que les deux auteurs précédents 
offrent une vision lagrangienne. Ils reportent des vitesses de l’ordre de 10 cm.s-1 pour un arc 
d’argon d’une longueur de 3 mm, d’une intensité de 80 A en interaction avec un acier 
inoxydable 316L. 
Ces deux techniques de suivi de particules permettent de caractériser les mouvements en 
surface du bain et de mesurer la vitesse de déplacement de particules. La problématique est de 
savoir si cette vitesse est représentative des mouvements convectifs du fluide lui-même et pas 
seulement des particules. 
Mesures de température en surface 
K. Yamazaki et al [Yam10] couplent quant à eux une caméra rapide avec un spectromètre 
qui isole deux longueurs d’onde dans l’infrarouge (950 et 980 nm). Le rapport des intensités 
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de ces deux longueurs d’onde informe sur la température. Leur dispositif permet d’établir un 
champ de température de la surface du bain pour des arcs transférés avec I=150 A et 
d= 6 mm. Pour un plasma d’hélium, la température maximale reportée est de l’ordre de 
2900 K pour des aciers à haute teneur de soufre. Les températures sont plus basses pour un 
plasma d’argon. 
Pour le même objectif, H. Kraus [Kra89] utilise une caméra rapide et un filtre HeNe 
(632,8 nm) afin de remonter à la température de surface. Il regroupe les valeurs maximales de 
température et les dimensions de la surface du bain après 25 s d’interaction arc-acier. Pour un 
arc d’argon en interaction avec un acier inoxydable AISI 304, l’auteur reporte des 
températures maximales entre 2220 K et 2699 K pour des arcs d’une intensité comprise entre 
50 A et 200 A. 
Ces travaux montrent que l’utilisation de camera rapide avec un ou plusieurs filtres permet 
d’obtenir le champ de température à la surface du métal. Ces informations sont utiles pour 
caractériser le transfert thermique et donnent indirectement des renseignements sur la 
production de vapeurs ou l’effet probable de la force de Marangoni. Cependant les réflexions 
(notamment de la cathode) à la surface du métal compliquent le traitement. 
Dimensions géométriques de la surface 
H. Song et Y. Zhang [Son07] proposent de leur côté une étude de la géométrie 
tridimensionnelle de la surface du bain. La figure I.3.3 illustre leur dispositif expérimental. De 
multiples spots lasers illuminent la surface du métal dont la réflexion dépend de la phase 
(liquide ou solide) et de la géométrie de la surface (concave, convexe ou plan). La réflexion 
des points situés sur la surface liquide sont collectés sur un plan semi transparent sur lequel 
est pointée une caméra rapide. À partir d’algorithmes de reconstruction, les auteurs 
Figure I.3.3 Dispositif expérimental des travaux de H. Song et Y. Zhang [Son07].  
Chapitre I . De l’ingénierie à la simulation d’une interaction arc-matériau 
 
60 
déterminent la largeur, la longueur mais aussi le degré de concavité de la surface. Pour un arc 
de 75 A avec un déplacement de torche de 3 mm.s
-1
, la largeur reportée vaut 6,73 mm pour 
une longueur de 7,12 mm et une profondeur concave d’environ 0,30 mm.  
Ces travaux permettent entre autres de valider l’hypothèse d’une surface plane utilisée 
dans certains modèles numériques. 
I.3.1.3. La spectroscopie 
La spectroscopie est une méthode de décomposition spectrale appliquée dans notre cas au 
rayonnement. Contrairement à l’imagerie, seule une zone géométrique réduite est analysée à 
la fois. Plusieurs mesures dans le temps sont donc nécessaires pour effectuer une cartographie 
totale de l’objet. L’analyse du spectre permet alors de remonter à la nature des constituants du 
plasma, leur densité, et sous certaines hypothèses à leur température. La spectroscopie 
d’émission s’intéresse à l’étude du rayonnement émis par la source lumineuse. Un dispositif 
optique et un spectromètre sont alors nécessaires pour obtenir des spectres. La spectroscopie 
d’absorption ou de diffusion (dite aussi active) étudie le spectre d’une source lumineuse en 
interaction avec le plasma. Il est courant d’utiliser un laser dont l’absorption ou la diffusion 
par le plasma renseigne sur les caractéristiques du plasma. 
La spectroscopie d’émission 
M. Razafinimanana et al [Raz95] se servent d’un dispositif de spectroscopie d’émission 
dans le cas d’un arc transféré d’argon sur une anode de cuivre. Pour deux plasmas d’une 
longueur de 11 et 18 mm et d’une intensité de 90 A, ils déterminent un champ de température 
axisymétrique et la concentration de cuivre présent dans le plasma. Ils reportent un 
refroidissement du plasma par les vapeurs métalliques (de l’ordre de 2000 K). A. Farmer et al 
[Far86] ont également utilisé cette méthode pour des arcs en interaction avec des aciers.  
À l’aide de méthodes issues de la tomographie, J. Benech et al [Ben08a] proposent une 
méthode de reconstruction par spectroscopie du champ de température d’un arc en 3D. Elle 
permet d’obtenir le champ de température asymétrique d’un arc généré avec une pointe de 
cathode décentrée [Ben08b]. 
J. Aguilera et al [Agu92] utilisent quant à eux la spectroscopie d’émission pour déterminer 
la concentration des différentes espèces de la pièce métallique. Un laser Nd :YAG (de 100 à 
300 mJ) vient percuter la surface du matériau et créer un plasma. L’analyse du spectre du 
plasma permet de remonter à la concentration de carbone de plusieurs aciers inoxydables. 
Cette technique est également appliquée dans cette équipe pour déterminer la concentration de 
soufre [Gon95]. 
Ces travaux montrent que la spectroscopie d’émission permet de reconstruire les champs 
de température du plasma en 2D ou 3D. Elle rend possible l’étude de l’influence des vapeurs 
métalliques sur le plasma ou la caractérisation de la composition du métal. 
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Figure I.3.4 Dispositif expérimental de H. Terasaki et al [Ter02]. 
La spectroscopie par diffusion 
La technique de spectroscopie par diffusion peut être illustrée par les travaux de 
H. Terasaki et al [Ter02]. Ces auteurs ont choisi la technique de spectroscopie par diffusion 
Thomson dont le dispositif expérimental est illustré sur la figure I.3.4. Un laser Nd :YAG 
d’une puissance de 0,7 W est pointé vers le plasma. Les photons du laser vont être diffusés 
par les électrons du plasma et une fibre optique recueille le faisceau diffusé vers un 
monochromateur. L’étude du spectre diffus leur permet de remonter à la température 
électronique. Ils appliquent leur méthode pour un plasma d’hélium avec I=150 A et d=5 mm. 
Dans un cas, l’anode est en cuivre et refroidie, aucune vapeur n’est présente. Dans l’autre cas, 
l’anode est en acier inoxydable et des vapeurs métalliques contaminent le plasma. La 
comparaison des champs de température permet de montrer le refroidissement des vapeurs sur 
le plasma.  
Cette technique de spectroscopie par diffusion a également été réalisée par S. Snyder et 
R. Bentley [Sny96]. Pour un arc transféré dans l’argon avec I= 200 A et d=6.5 mm, ils 
reconstruisent la température et la vitesse au centre de l’arc à 1.2 mm en dessous de la 
cathode. La température reportée est de l’ordre de 17200 K. La vitesse passe d’environ 
160 m.s
-1
 au début de l’expérience à 300 m.s-1 deux heures après. L’incertitude de la mesure 
de la vitesse est importante et rend difficile l’interprétation des vitesses. 
G. Yang et J. Heberlein [Yan07] utilisent la diffusion Thomson pour étudier l’accrochage 
d’un arc à l’anode. Ils remontent aux densités électroniques, température électronique, densité 
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de courant et champ électrique (via un modèle de conservation de la densité de courant) pour 
des arcs d’une intensité de 75 et 100 A et pour plusieurs débits de gaz injectés. Ces 
expériences leur permettent d’identifier différents modes d’accrochage de l’arc (présentés 
dans le chapitre précédent). 
En conclusion, la spectroscopie par diffusion permet, comme la spectroscopie par 
émission, de reconstruire les champs de température. Elle a également été utilisée pour 
déduire des vitesses et comprendre l’accrochage de l’arc sur l’anode. Par contre, aucune 
méthode 3D n’a à notre connaissance été proposée dans la littérature. 
I.3.1.4. L’analyse post-soudage 
Contrairement aux techniques présentées jusqu’ici, plusieurs méthodes de diagnostic 
réalisées après le soudage permettent de renseigner l’état du matériau (structure, résistance, 
élasticité), la limite de la zone fondue ou de la zone affectée thermiquement.  
L’observation visuelle est un diagnostic non destructif qui informe sur les dimensions 
extérieures de la soudure. Pour obtenir les dimensions internes (profondeur et forme), il est 
possible d’effectuer une métallographie transverse de la soudure.  
Pour cela, après la découpe du matériau, un polissage et un traitement chimique sont 
utilisés pour mettre en évidence les différentes structures présentes dans le métal que l’on peut 
ensuite observer au microscope optique. M. Stadler [Sta12] a employé cette méthode pour 
déterminer le volume de la zone fondue après application d’un arc d’argon immobile sur de 
l’acier inoxydable. La figure I.3.5 illustre le résultat de cette méthode après l’application 
pendant 60 s d’un plasma d’argon avec I=85 A et d=5 mm sur un acier inoxydable. On 
remarque sur cette image la modification de structure du matériau affecté par le changement 
de phase : le métal solide de base apparait lisse tandis que la zone qui a été fondue révèle de 
nombreuses striures. La courbe rouge représente la délimitation de ces deux zones par 
traitement numérique et permet de remonter au volume du métal mis en fusion et in fine de 
déterminer la puissance transférée au matériau. 
Figure I.3.5 Résultat d’une métallographie sur une coupe transverse d’après M. Stadler [Sta12]. 
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Cette technique de métallographie a également été utilisée par D. Aidun et S. Martin 
[Aid97] pour mettre en évidence l’effet du soufre et de l’oxygène sur la profondeur des 
soudures d’aciers inoxydables en TIG. S. Lu et al [Lu08] l’ont appliquée pour étudier la 
forme de la zone fondue pour différentes concentrations de gaz de He-CO2 et caractériser 
l’effet Marangoni. 
Les informations sur la forme et la dimension du bain (rapport largeur/profondeur) sont 
également un élément de base de confrontation avec les modèles numériques. 
I.3.2. La modélisation physique 
Après avoir présenté quelques méthodes expérimentales, ce paragraphe s’intéresse aux 
modèles physiques publiés dans la littérature scientifique. La grille de lecture des études est 
orientée vers la construction des modèles en partant du plasma. Le but n’est pas de décrire en 
détail tous les travaux mais de présenter les potentialités et les limites des modèles existants.  
Certaines recherches associées à la modélisation de la colonne du plasma seule sans 
contamination des vapeurs métalliques sont d’abord énumérées. Dans une deuxième section, 
elles font place aux études de pièce métallique dans un domaine de calcul distinct de celui du 
plasma. Enfin, une dernière partie est consacrée aux modèles avec une prise en compte des 
interactions entre le plasma et la pièce métallique. 
I.3.2.1. Études de la colonne du plasma seule  
Bien qu’il soit l’élément central de l’étude, le plasma d’arc n’est pas le plus simple à 
étudier. De nombreux modèles d’arc transféré ont d’abord été établis avec des hypothèses 
fortes sur ce plasma (description fluide, ETL, non réactif) mais évoluent aujourd’hui vers une 
prise en compte des déséquilibres.  
Le tableau I.3.1 regroupe quelques modèles d’arc transféré clés pour l’étude de la colonne. 
Pour chaque modèle la dimension de l’étude (2D/3D), l’intensité de l’arc, sa hauteur et la 
nature du gaz plasmagène sont regroupées dans un bloc (dont le prototype est donné en 
entête). Ce bloc contient également l’année de parution des travaux et une description brève 
de leur finalité.  
On reconnait généralement les travaux de K. Hsu et al [Hsu83a] comme fondateurs de 
l’étude numérique d’arc transféré. Les auteurs calculent les champs de vitesse, de 
température, de pression et de tension électrique pour un arc transféré. Leur modèle a été 
utilisé pour effectuer des études paramétriques sur la longueur de l’arc (10 mm et 20 mm) et 
sur l’intensité (100 A à 300 A). Ces études paramétriques ont été complétées ou étendues par 
d’autres auteurs. Par exemple : pour la pression [Duc96], pour l’intensité [Bin06, Sav12], 
pour la longueur de l’arc [Bin06, Sav12] ou encore pour la nature du gaz plasmagène [Sav12].  
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Année Auteurs Dim. Intensité d’arc Hauteur de l’arc 
Description technique du modèle et type de résultats. 
Nature du gaz 
     
1983 K. Hsu et al [Hsu83a] 2D 100/200/300 A 10 mm 
Étude de référence sur la modélisation d’arc à l’ETL pour différentes intensités. Les 
auteurs ont également travaillé sur un modèle 2T [Hsu83b] et sur l’influence de la 
pression [Hsu84]. 
Argon 
     
1996 R. Ducharme et al [Duc96] 2D 100/200 A 5/10 mm 
Étude de l’influence de la pression (de 1 à 14,4 bars) sur le plasma et ses propriétés. 
Discussion des phénomènes de turbulence à haute pression. 
Argon 
     
2003 A. Blais et al [Bla03] 3D 100/200/300 A 10 mm 
Étude de la déviation d’un arc par un champ magnétique extérieur créé à l’aide d’un 
courant circulant dans un barreau métallique parallèle à la décharge. 
Argon 
     
2012 A. Savaş et V. Ceyhun [Sav12] 2D. 100/150/200 A 2/5/6/10 mm 
Étude paramétrique complète en fonction de l’intensité, de la nature du gaz et de la 
hauteur de l’arc. 
Argon / Argon+10%Hydrogène / Diazote / Helium 
     
2012 M. Baeva et al [Bae12] 2D 200 A 8 mm 
Étude 2T avec déséquilibre chimique qui autorise selon les auteurs une meilleure 
description proche des électrodes mais aussi dans le plasma. 
Argon 
     
2012 P. Freton et al [Fre12] 2D 100 / 600 A 10 mm 
Étude 2T qui compare les différentes expressions des lois de conservation. Les auteurs 
proposent une expression correcte de la conservation de l’énergie issue des équations de 
Boltzmann. 
Argon 
     
Tableau I.3.1 Liste de quelques modèles s’intéressant à la colonne du plasma seule dans une 
configuration d’arc transféré sans contamination de vapeurs métalliques et pour des intensités 
compatibles avec le soudage. 
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A l’inverse des modèles 2D, les modèles en 3D permettent de prendre en compte 
l’influence des forces extérieures sur l’arc. Ainsi A. Blais et al [Bla03] en 2003, proposent un 
modèle ou l’arc est dévié par un champ magnétique créé par la circulation d’un courant dans 
un barreau métallique parallèle à la décharge. Xu et al [Xu08] modélisent également l’impact 
d’un champ magnétique externe sur la déformation latérale de l’arc. Dans ces travaux de 
thèse, F. Lago [Lag04a] soumet l’arc électrique à une force convective extérieure afin de 
représenter le déplacement de l’arc à la surface d’un matériau composite. L. Lincun et al 
[Lin07] modélisent également un soufflage latéral de l’arc afin d’étudier l’accroche de l’arc 
sur l’anode. La modélisation en 3D permet aussi de prendre en compte l’interaction mutuelle 
entre les plasmas générés par les deux torches modélisées dans un même domaine de calcul, 
comme dans les travaux de Y. Ogino et al [Ogi11] ou M. Schnick et al [Sch11].  
Enfin, plusieurs modèles de déséquilibres thermiques et chimiques ont été élaborés pour 
obtenir des résultats plus réalistes pour la température notamment dans les zones 
périphériques du plasma et dans les zones proches des électrodes. On peut citer M. Baeva et 
al [Bae12] qui prennent en compte le double déséquilibre chimique (thermique et chimique) 
et P. Freton et al [Fre12] qui après comparaison des modèles existants dans la littérature 
préconisent une formulation correcte du bilan d’énergie à 2T. 
I.3.2.2. Études de la zone de soudage seule  
Nous présentons dans cette section les modèles pour lesquels la pièce métallique est 
résolue seule, sans interaction directe avec le plasma. Le plasma est représenté comme une 
condition aux limites avec un apport d’énergie, de densité de courant et parfois de vitesse et 
de pression. Cette catégorie de modèle peut être encore divisée en deux sous-catégories. Ceux 
qui ne résolvent pas la dynamique du bain et ceux qui prennent en compte les vitesses.  
Modèles thermiques purs 
Les modèles thermiques purs permettent d’abord de prédire le profil et la propagation 
temporelle de la température au sein du matériau en fonction des paramètres utiles pour des 
conditions où la fusion n’est pas atteinte. Ces modèles sont également utilisés lors de la 
présence de fusion pour obtenir un profil de bain et de ZAT. Ils prennent alors en compte le 
changement de phase liquide-solide mais sont limités par l’absence de prise en compte des 
vitesses dont l’influence n’est pas négligeable. Des artifices numériques (tels que la 
modification artificielle de la conductivité thermique) permettent cependant d’atteindre des 
prédictions réalistes pour des coûts de calculs très faibles [LeG10]. 
Modèles dynamiques 
D’autres modèles incluent la dynamique du bain. Quelques-uns sont énumérés dans le 
tableau I.3.2. Les informations clés des modèles présentés sont regroupées par bloc (dont le 
prototype est donné en entête).   
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Année Auteurs Dim. Gaz Intensité Hauteur 
Description technique du modèle et type de résultats. 
 Acier Surface 
      
1992 R. Choo et al [Cho92b] 2D Ar 100 A 1,5 mm 
À partir d’un modèle d’arc [Cho92a], prédiction des vitesses et de la température 
surfacique. À 10 s, les maxima sont respectivement proches de 60 cm.s
-1
 et de 2750 K. 
L’effet Marangoni joue un rôle important sur le profil de température.  
 AISI 304 Indéformable 
      
1997 W.-H. Kim et al [Kim97] 2D. Ar 120 A 2 mm 
Pour des flux surfaciques donnés, étude comparative des différentes forces présentes dans 
le bain. Évaluation de la vitesse maximale par force et par couple de forces. Globalement 
les vitesses sont moins importantes que pour les autres auteurs (16 cm.s
-1
). Modèle 
également utilisé pour des courants pulsés [Kim98]. 
 AISI 304 Indéformable 
      
1998 M. Goodarzi et al [Goo98] 2D Ar 200 A 2/5 mm 
À partir d’un modèle d’arc établi [Goo97], les auteurs étudient l’influence de la hauteur de 
l’arc et de l’angle de la cathode. Les vitesses dans le bain sont de l’ordre de 36 cm.s-1 pour 
un arc de 5 mm et un angle de cathode de 60°. 
 AISI 304 Indéformable 
      
2001 H. Fan et al [Fan01] 2D Ar 150 A 3 mm 
L’étude temporelle porte sur une soudure à pleine pénétration d’une anode de 3 mm avec 
une déformation importante des deux surfaces (haute et basse) à partir de flux anodiques 
donnés. 
 AISI 304 Déformable 
      
2011 W. Dong et al [Don11] 3D He 100/160/200 A 3 mm 
Une modélisation d’arc est d’abord établie en 2D puis mise en conditions aux limites dans 
une anode 3D. La vitesse de soudage est prise en compte pour étudier le bain. Deux 
concentrations différentes d’oxygène permettent d’étudier l’effet Marangoni. En 2010, 
l’équipe a publié les mêmes études pour un arc d’argon de 3 mm à 160 A. 
 AISI 304 Indéformable 
    
Tableau I.3.2 Liste de quelques modèles magnétohydrodynamiques d’une zone de soudure non 
couplée avec le plasma pour une configuration proche du soudage TIG. 
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Dans ces modèles, les conditions aux limites utilisées à la surface du métal sont issues soit 
d’un modèle de plasma développé par les mêmes auteurs, soit de résultats de la littérature. 
Les trois premiers modèles [Cho92, Kim97, Goo98] sont des modèles de référence pour 
l’étude des mouvements dans la zone fondue. Ces modèles ont été établis dans un acier 
inoxydable AISI 304 pour des profondeurs entre 1,5 et 5 mm en considérant la surface 
indéformable. Les vitesses prédites dans la zone fondue sont disparates (de 16 à 60 cm.s
-1
). 
H. Fan et al [Fan01] proposent quant à eux de tenir compte de la déformation de la surface. 
Les auteurs montrent que cette déformation est importante lorsque le métal est fondu de part 
et d’autre (soudure à pleine pénétration). 
La modélisation en 3D permet de prendre en compte la vitesse de déplacement de la 
source de chaleur sur le métal. Ainsi W. Dong et al [Don11] étudient les vitesses et la forme 
du bain lors d’une vitesse de soudage de 2 mm.s-1. A. Traidia et al [Tra12] proposent quant à 
eux un modèle 3D avec une surface indéformable où l’ajout du métal par une baguette 
métallique est pris en compte dans le bain métallique. 
I.3.2.3. Études de la zone de soudage couplée au plasma  
Comme évoqué dans la partie I.2, les interactions du plasma avec la pièce métallique sont 
importantes. Le transfert thermique du plasma vers le métal influence les dimensions et les 
vitesses dans le bain tandis que le dégagement de vapeurs métalliques impacte le plasma. 
A. Murphy et al [Mur10b] montrent la nécessité d’une modélisation couplée plasma-matériau. 
Selon eux, il est impossible d’estimer les flux à la surface d’un matériau sans ce couplage.  
Le tableau I.3.3 résume quelques travaux qui prennent en compte un couplage des deux 
zones (dont le prototype du bloc d’information est donné en entête).  
Cette section est divisée en trois parties : la première présente les modèles d’interaction 
arc-matériau avec une dynamique du bain mais sans prise en compte des vapeurs métalliques ; 
la deuxième regroupe les modèles d’interaction arc-matériau sans dynamique du bain mais 
avec une propagation de vapeurs métalliques ; enfin, la dernière énumère quelques modèles 
qui prennent en compte à la fois les vapeurs et la dynamique du bain. 
Dynamique du bain sans les vapeurs métalliques 
Dès 1998, J. Haidar [Hai98] propose un modèle où l’arc est couplé avec le matériau où la 
dynamique du bain est prise en compte (avec une déformation de la surface) mais sans effet 
des vapeurs. Pour un plasma d’argon avec d=2,5 mm et I=275 A, la surface est fortement 
déformée. F. Lu et al [Lu06] prennent également en compte une surface déformable mais la 
déformation ne dépasse pas 0,3 mm pour un arc d’argon avec d=5 mm et I=200 A. 
En 2002, M. Tanaka et al [Tan02] publient un modèle 2D avec une surface indéformable 
où ils analysent la forme du bain et les vitesses dans le cas d’un plasma d’argon avec d=5 mm 
et I=150 A. Leur modèle permet d’étudier l’impact de la nature du gaz [Tan08], de la hauteur   
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Année Auteurs Dim. Gaz Intensité Hauteur 
Description technique du modèle et type de résultats. 
 Métal Vapeur Surface 
      
1998 J. Haidar [Hai98] 2D. Ar 275 A 2,5 mm 
La hauteur de l’arc étant faible et le courant important, la déformation de la surface est 
conséquente. Les vitesses dans le bain de soudage sont résolues. Ce bain de fusion est de 
petite dimension (1 mm d’épaisseur). 
 Mild Steel Non Déformable 
      
2005 J.-J. Gonzalez et al [Gon05] 3D Ar 50 A à 200 A 10 mm 
Modèle 3D avec prise en compte des vapeurs et de la déflection de l’arc par un champ 
magnétique ou une force convective radiale. La dynamique du bain n’est cependant pas 
résolue. 
 Cu/Fe Cu/Fe Indéformable 
      
2006 F. Lu et al [Lu06] 2D Ar 100 A 5 mm 
Comparaison de la forme du bain avec et sans déformation de la surface et la résolution 
des vitesses dans le bain. Dans cette configuration la surface prédite par le modèle est 
faiblement déformée (seulement 0,3 mm en profondeur). 
 AISI 304 Non Déformable 
      
2010 M. Tanaka et al [Tan10] 2D Ar/He 150 A 5 mm 
Rare modèle de couplage arc/matériau avec la prise en compte des vapeurs métalliques et 
de la dynamique du bain. Une hypothèse forte sur le traitement de l’effet Marangoni qui 
ne permet pas de reproduire l’effet caractéristique de cette force sur les vitesses (le 
coefficient de Marangoni est considéré constant avec la température). Les auteurs 
comparent les résultats pour deux gaz plasmagènes et des concentrations de soufre 
différentes. 
 AISI 304 Fe Indéformable 
      
2011 A. Traidia et F. Roger [Tra11b] 2D Ar/He 180 A 3 mm 
Étude de l’influence de la nature du gaz et de son mode d’injection. La dynamique du bain 
est prise en compte mais pas la production de vapeurs métalliques. 
 AISI 304 L Non Indéformable 
      
Tableau I.3.3 Liste de quelques modèles magnétohydrodynamiques où le métal est couplé avec le 
plasma dans un même domaine de calcul pour une configuration proche du soudage TIG. 
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de l’arc [Tan07b] ou encore l’influence de chaque force dans le bain métallique [Tan07a].  
Plus récemment, A. Traidia et F. Roger proposent un modèle avec une surface 
indéformable pour des arcs d’argon avec un courant pulsé [Tra11a] ou des arcs d’argon et 
d’hélium [Tra11b]. Ces modèles ne prennent pas en compte la production de vapeurs qui 
serait non négligeable dans certains cas. 
Vapeurs métalliques sans la dynamique du bain 
À l’inverse plusieurs travaux modélisent l’impact des vapeurs mais ne prennent pas en 
compte la dynamique du bain. Dès 1990, les travaux de G. Zhao et al [Zha90] illustrent 
l’influence des vapeurs de cuivre dans un arc d’une intensité de 150 A et 10 mm. Même si ce 
modèle donne des informations sur l’effet du matériau (via les vapeurs) sur le plasma, l’anode 
n’est pas incluse dans le domaine de calcul. 
L’étude menée par J.-J. Gonzalez et al [Gon93] concerne par contre l’effet des vapeurs de 
fer pour des plasmas d’argon avec des intensités de 200 et 300 A et pour une géométrie 
incluant la pièce métallique. Le modèle a ensuite été étendu en 3D [Gon05] en 2005. Selon 
ces auteurs, la non prise en compte des vapeurs entraine un transfert d’énergie trop important 
à l’anode.  
Vapeurs métalliques et dynamique du bain 
Enfin, plusieurs travaux couplent la prise en compte des vapeurs et la dynamique du bain. 
Selon A. Murphy [Mur10a] les vitesses dans la zone fondue permettent d’obtenir des 
températures en surface plus réalistes et donc une meilleure estimation de la pression de 
vapeur saturante. M. Tanaka et al [Tan10] sont précurseurs dans ce couplage. Leurs travaux 
en 2D permettent d’étudier l’impact de la nature du gaz sur la production des vapeurs et la 
forme de la zone fondue. L’équipe suggère la modélisation de plusieurs espèces gazeuses 
métalliques [Yam08] avant de revenir sur une modélisation à une seule espèce. Contrairement 
aux autres modèles de dynamique du bain [Cho92b, Kim97, Goo98, Tra11b], le coefficient de 
Marangoni est pris constant.  
En conclusion, à notre connaissance, il n’existe aucun modèle 3D couplant le plasma et la 
pièce métallique qui résout à la fois la dynamique du bain avec un coefficient de Marangoni 
variable et la production de vapeurs métalliques. C’est ce type de modèle que nous avons 




Après avoir décrit quelques techniques expérimentales qui offrent des éléments de 
confrontations aux modèles, cette partie a listé les principaux modèles de la littérature 
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scientifique suivant leurs hypothèses et conditions de calcul. Plusieurs orientations ont été 
dégagées pour caractériser le plasma et/ou le métal dans une configuration d’arc transféré.  
Ainsi, l’étude de la colonne d’arc seule est de plus en plus complète et tend vers une 
description hors-équilibre du plasma. D’autres études s’orientent toujours vers une 
modélisation seule de la zone de soudage. Ce choix, valable pour certaines configurations, 
permet l’étude de la déformation des pièces et une description des phénomènes dans le bain 
avec des temps de calcul réduits. Enfin, une troisième voie s’emploie à étudier l’interaction du 
matériau avec le plasma. De plus en plus de phénomènes sont pris en compte avec la 
résolution de la production de vapeurs, la dynamique du bain et parfois même une 
déformation de la surface du bain.  
Nous avons vu que la modélisation couplée entre le plasma et le métal avec une prise en 
compte de la production des vapeurs métalliques semble être la plus adaptée pour décrire 
correctement l’interface entre le plasma et le métal. 
 
En complément de l’étude sur les processus physiques menée dans la partie I.2, cette étude 
a permis de choisir les caractéristiques de notre modèle. Nous synthétisons les hypothèses et 





Chapitre II  
MODÈLE MATHÉMATIQUE ET 
DÉVELOPPEMENTS NUMÉRIQUES 
Ce deuxième chapitre regroupe le formalisme mathématique et la méthode de résolution 
de notre modèle d’interaction plasma-matériau. 
La partie II.1 synthétise les hypothèses, les approximations et les équations de notre modèle 
fluide 3D instationnaire couplant le plasma et le métal. Nous y présentons également les 
données de bases, la géométrie et les conditions aux limites. 
La partie II.2 s’intéresse à la résolution de notre modèle effectuée avec Code_Saturne. Les 
bases du code et ses potentialités sont d’abord présentées avec des exemples simples. Les 
implémentations numériques nécessaires à la mise en place de notre modèle sont ensuite 
exposées selon cinq points : la modification du schéma temporel, les implémentations 
électriques, l’interfaçage avec le solide, le changement de phase solide-liquide et enfin 





II.1. DONNÉES DE BASE ET ÉQUATIONS DE 
CONSERVATION 
Cette partie regroupe le formalisme mathématique du modèle 3D décrivant le plasma, le 
matériau à souder et l’interface entre les deux milieux. Il s’articule autour des questions 
suivantes : 
 Quels sont les hypothèses et approximations du modèle ? 
 Quelles données de bases sont utilisées ? 
 Quelles sont les équations de conservation résolues ? 
 Quelles sont les particularités à l’interface plasma-matériau ? 
 Quelles sont les conditions aux limites utilisées ? 
Les choix, les hypothèses et les approximations principales du modèle sont synthétisés 
dans un premier paragraphe. Les propriétés thermodynamiques du plasma et du métal 
nécessaires, pour résoudre le modèle, sont données en annexe A. Les lois de mélanges 
utilisées pour calculer les propriétés du plasma contaminé par des vapeurs métalliques ainsi 
que le calcul du coefficient de Marangoni sont quant à eux détaillés dans le deuxième 
paragraphe. Le troisième contient l’ensemble des équations du modèle à résoudre avec 
notamment le traitement spécial à l’interface entre le plasma et le matériau. Le dernier 
paragraphe présente la géométrie sur laquelle s’applique le modèle ainsi que les conditions 
aux limites. 
II.1.1. Choix, hypothèses et approximations principales du modèle 
Le modèle prédit dans le temps et l’espace le comportement dynamique et l’état thermique 
du plasma et de la zone fondue. L’analyse des résultats obtenus permet alors de comprendre 
les interactions mutuelles entre le plasma et le métal à souder dans une configuration de 
soudure TIG. Nous avons déjà discuté de plusieurs choix et hypothèses du modèle. Dans ce 
paragraphe, nous proposons de les synthétiser et de les compléter. 
II.1.1.1. Choix de la résolution du modèle 
Plusieurs choix conditionnent le modèle et limitent les applications du modèle : 
 La résolution est tridimensionnelle et temporelle. 
 Les zones géométriques du plasma et du matériau métallique sont résolues dans un 
seul et même domaine de calcul. Ce choix est justifié par l’importance d’un traitement 
couplé arc-matériau pour décrire correctement l’interface [Mur10b].  
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 Les phénomènes dynamiques, énergétiques et électromagnétiques sont résolus dans le 
plasma et dans le métal. En effet, la dynamique du bain serait nécessaire pour obtenir 
des températures du bain réalistes pour nos applications [Mur10a]. 
 L’effet des vapeurs métalliques sur le plasma est pris en compte. En effet la résolution 
des vapeurs est obligatoire pour décrire pleinement le transfert d’énergie au métal dans 
une configuration d’arc transféré [Gon05]. 
 L’électrode réfractaire (cathode) n’est pas incluse dans le domaine de calcul (elle est 
représentée par des conditions aux limites). 
 La polarité est directe : le métal est chargé positivement (anode). 
 Le maillage est fixe lors de la résolution temporelle. La torche de soudage est 
considérée immobile, la surface est indéformable et la longueur de l’arc est fixe lors de 
la simulation. 
II.1.1.2. Hypothèses et approximations sur le plasma 
Comme présenté dans la partie I.3, les modèles numériques qui étudient le plasma d’un 
procédé de soudage TIG le considère, la majorité du temps, comme un fluide à l’ETL. Nous 
revenons dans cette section sur la validité de cette approche et les hypothèses de notre 
modèle.  
Deux grands types d’approches sont utilisés pour décrire un plasma : 
 L’approche cinétique : on travaille directement sur les fonctions de distributions des 
différentes particules présentes dans le plasma. Les équations cinétiques Fokker-
Planck constituent l’un des cadres théoriques adaptés. La fonction de distribution du 
module de la vitesse électronique est régie par l’équation EEDF (Electon Energy 
Distribution Function) [Rax05]. Cette approche cinétique est également utilisée pour 
caractériser les phénomènes de transport du plasma (diffusion, conductivité etc). Elle 
permet alors de déduire les coefficients de transport notamment avec la méthode de 
Chapman ou d’Hirschfelder [Vac00].  
 L’approche des milieux continus : on travaille avec des grandeurs macroscopiques 
moyennées au lieu des fonctions de distributions. C’est le parti pris des modélisations 
de mécanique des fluides qui se basent sur les équations de conservation intégrées. 
Cette approche est valide lorsque la dimension de l’étude des phénomènes est grande 
devant l’échelle des phénomènes de comportement individuel des particules2.  
Dans l’approche des milieux continus chaque espèce individuelle (ions, électrons et 
neutres) est considérée comme un fluide. Pour décrire ces différentes espèces comme un seul 
fluide unique, il faut y ajouter des conditions qui lient les différentes espèces les unes aux 
                                                 
2
 C’est ce que permet de caractériser le nombre de Knudsen. Ce nombre est égal au rapport du libre parcours 
moyen des particules avec la dimension caractéristique de l’étude. Il doit être inférieur à 0,1 pour considérer un 
traitement fluide [Rax05]. On parle aussi de condition de continuité. 
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autres. Selon J. Rax [Rax05], l’écart à l’équilibre thermodynamique et l’écart à quasi-
neutralité doivent être faibles pour pouvoir représenter ces différentes espèces comme un 
fluide unique. 
Dans notre cas, la première condition est l’ETL. À cette condition les températures des 
différentes espèces sont égales. Dans une configuration d’arc transféré, P. Freton et al [Fre12] 
ont montré que les déséquilibres d’énergie entre les électrons et les particules lourdes sont 
importants dans les zones de l’arc où les températures électroniques sont comprises entre 2 et 
8 kK. Ces zones sont localisées à la périphérie de l’arc. Pour les applications en soudage TIG, 
c’est avant tout le transfert d’énergie à la pièce métallique qui est importante. On s’intéresse 
alors aux zones chaudes du plasma proche de l’axe de la décharge et de l’anode. Nous avons 
donc choisi de négliger les écarts à l’ETL et de considérer l’ensemble du plasma à l’équilibre. 
La seconde condition qui lie les espèces les unes aux autres est la condition de quasi-
neutralité du plasma. Elle est assurée par l’égalité de la diffusion des espèces à l’équilibre 
(diffusion ambipolaire). Pour la vérifier, l’étude temporelle doit être supérieure à la réponse 
électronique du plasma (de l’ordre de 10-13 s)3 tandis que l’étude spatiale doit être supérieure à 
l’écrantage du champ électrique (de l’ordre de 10-8 m)4. Lors de forts gradients de température 
ou de pression, cette égalité n’est par contre pas vérifiée. Dans notre modèle, les échelles de 
temps minimales sont de l’ordre de la dizaine de millisecondes et les dimensions spatiales 
sont supérieures au centième de millimètre. Nous considérons que la condition de quasi-
neutralité est donc respectée. 
Avec ces deux conditions, la description du plasma par un fluide unique est possible. Pour 
une grandeur physique donnée (vitesse, masse, énergie), une seule équation de conservation 
est alors nécessaire à sa description. C’est cette approche qui a été choisie dans notre modèle. 
Par ailleurs, ce fluide unique représentant le plasma est considéré newtonien et son 
écoulement laminaire. Pour les arcs électriques que nous étudions, ces deux hypothèses sont 
largement partagées dans la littérature [Duc96, Lag04b, Tan10]. 
II.1.1.3. Hypothèses et approximations sur le métal 
Le liquide métallique est également considéré comme un fluide newtonien avec un 
écoulement laminaire (voir la section I.2.2.2). Cette hypothèse est reprise par de nombreux 
modèles [Tan10, Tra11a, Lu06, Fan01].  
Seule l’évaporation d’une espèce unique est prise en compte pour faciliter l’étude et 
diminuer le coût numérique. Ainsi même pour une modélisation d’alliage métallique composé 
de plusieurs métaux purs, seul le métal majoritaire sera susceptible d’être évaporé. Ce type de 
                                                 
3
 La fréquence de la réponse électronique est caractérisée par la fréquence de Langmiur. Elle correspond aux 
oscillations des charges électriques du plasma. Elle est donc reliée à la densité des électrons et leur charge. 
4
 L’échelle de longueur de l’écrantage des charges est donnée par la longueur de Debye. Elle tient compte de 
la densité des porteurs de charges et leur température. 
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représentation a été utilisé pour un matériau composite hétérogène (fait de fibres de carbone et 
d’une résine d’époxyde) [Lag04a] et dans le cas d’aciers inoxydables [Tan10]. Il faut ajouter 
que la présence de plusieurs espèces rendrait difficile le calcul des coefficients de transport et 
il faudrait prendre en compte une éventuelle réaction chimique entre elles.  
II.1.2. Données de base et lois de mélanges 
Les propriétés thermodynamiques et de transports utilisées dans notre modèle dépendent 
pour chaque entité (plasma, solide, liquide et gaz) de la température. Ces données de bases 
sont des paramètres d’entrée du modèle et sont issues de la littérature. Les modifications des 
propriétés du plasma par la présence des vapeurs métalliques sont prises en compte par des 
lois de mélanges.  
Les propriétés des plasmas purs d’argon, d’Arcal 37 et de fer sont données en annexe A. 
Elle regroupe la masse volumique  , la conductivité thermique  , la conductivité électrique  , 
la viscosité  , la chaleur spécifique    et le coefficient d’émission nette    pour chacun des 
gaz. L’annexe A liste également les propriétés pour l’acier inoxydable AISI 304 et le cuivre. 
Elle contient les informations sur la pression de vapeur saturante des vapeurs de fer et la chute 
de tension utilisée pour les métaux. 
Deux points spécifiques sont traités dans ce paragraphe : le calcul de la tension de surface 
pour les métaux et les lois de mélange entre un plasma et des vapeurs métalliques. 
II.1.2.1. Tension de surface et coefficient de Marangoni pour les métaux 
Le coefficient de Marangoni est défini comme la dérivée en température de la tension de 
surface. Il joue un rôle dans la modélisation de la force dite de Marangoni (correspond à un 
gradient de tension de surface). Cette section s’intéresse au calcul de la tension de surface et 
du coefficient de Marangoni pour les métaux liquides en introduisant d’abord le calcul pour 
des métaux purs puis pour des alliages métalliques.  
Tension de surface des métaux purs 
Généralement, la tension de surface d’un métal liquide pur    dépend linéairement de la 
température [Kee93]. Ainsi, pour une gamme de température, sa variation vérifie souvent 
l’expression suivante : 
      
           
   (II.1.1) 
avec   
  la tension de surface du liquide à la température de fusion   
 . Le coefficient de 






        (II.1.2) 
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Le tableau II.1.1 regroupe les valeurs de ces constantes pour l’aluminium, le cuivre et le fer. 
Ces données correspondent à des moyennes de plusieurs résultats expérimentaux [Kee93]. 
Dans ces trois cas et comme pour la majorité des liquides métalliques purs, le coefficient de 
Marangoni est considéré constant et négatif. La tension de surface diminue donc avec la 
température et cette diminution est plus importante pour le fer que pour le cuivre et 
l’aluminium. 
 
Liquide métallique   
  (K)   
  (N.m
-1





Aluminium 933 0,871 1,55×10
-4
   
Cuivre 1358 1,330 2,3×10
-4
   
Fer 1803 1,862 3,9×10
-4
   
Tableau II.1.1 Données de calcul de la tension de surface de trois liquides métalliques purs [Kee93]. 
Enfin, il faut noter que les valeurs reportées d’une expérience à une autre sont très variables 










Tension de surface pour un système binaire 
L’évolution de la tension de surface avec la température n’est généralement plus linéaire 
lorsque des éléments tensioactifs (tels que l’oxygène, le soufre ou le sélénium) sont inclus 
dans les métaux. En effet, ils contribuent plus ou moins à la tension de surface de l’alliage en 
fonction de la température car l’adsorption de ces éléments dépend de la température. 
En se basant sur les formalismes des isothermes d’adsorption de Gibbs et de Langmuir, 
G. Belton [Bel76] propose une formule de calcul de la tension de surface d’un système binaire 
p-i composé d’un métal pur p et d’un élément tensioactifs i : 
              
           (II.1.3) 
avec : 
    la tension de surface du composé pur (donnée généralement par l’équation II.1.3). 
   la constante des gaz parfaits (8,31 J.mol-1.K-1). 
   
  l’excès de surface (ou excès de concentration) à saturation de l’espèce i. Il dépend 
également du système étudié. 
 K la constante d’équilibre de la réaction d’adsorption du composé i à la surface du 
métal. D’après la thermodynamique, cette constante peut être décomposée en deux 
parties : 
      (
   
 
 )    ( 
   
  
)       ( 
   
  
) (II.1.4) 
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La constante kl est reliée à l’entropie standard de ségrégation    .    est la chaleur 
standard d’adsorption. Ces deux grandeurs sont considérées indépendantes de la 
température. Leurs valeurs dépendent par contre du système binaire p-i étudié. 
    l’activité de l’espèce i : 




avec   ̃ le coefficient d’activité de l’espèce i,    sa concentration et   la concentration 
de référence. Pour des atomes dans une phase liquide, l’activité est souvent 
approximée à un pourcentage de la fraction massique de l’élément i et il est considéré 
invariant avec la température. 
En dérivant l’équation II.1.3 en fonction de la température, on déduit l’expression du 
coefficient de Marangoni pour un système binaire p-i : 
 
     
   
         
           
   
        
 
  
    
 
  (II.1.6) 
Ainsi cinq coefficients sont nécessaires pour calculer le coefficient de Marangoni d’un 
système binaire. Ces coefficients sont généralement déterminés à l’aide d’exploitation de 
données expérimentales de tensions de surface en fonction du pourcentage massique de 
composants tensioactifs.  
Le tableau II.1.2 regroupe les résultats obtenus de cette manière par P. Sahoo et al [Sah88] 
pour le système Fe-S et de Y. Su et al [Su05] pour le système acier austénitique-S. On 
remarque que pour ces deux systèmes toutes les constantes sont différentes. Les plus grands 
écarts concernent la valeur de l’excès de surface et la chaleur standard d’adsorption. 
 
Système    (N .m
-1
)   
  (mol.m
-2



















 0,66 %S -2,39 ×10
5
 
Tableau II.1.2 Données de calculs du coefficient de Marangoni pour les systèmes Fe-S et acier 
austénitique-S. 
La figure II.1.1 illustre le coefficient de Marangoni en fonction de la température pour du fer 
pur, un mélange Fe-S et un mélange acier austénitique-S (avec une concentration de soufre de 
200 ppm). Elle met en valeur : 
 L’importance du soufre sur le coefficient de Marangoni. Pour le métal liquide pur, le 
coefficient est constant et négatif. Avec l’ajout de 200 ppm de soufre, le coefficient est 
proche de celui du fer pur à haute température mais son signe est inversé à basse 
température. De façon générale plus la concentration de soufre est importante plus le 
coefficient de Marangoni est positif sur une grande gamme de température. 
II.1. Données de base et équations de conservation 
 
79 
 Les différences de l’effet du soufre sur le fer pur et un acier. Bien que les aciers 
inoxydables soient en majorité composés de fer, l’évolution du coefficient en fonction 
du souffre est différente entre un système Fe-S et acier-S notamment à basse 
température.  
Il faut ajouter qu’en fonction de la nature de l’alliage, le coefficient de Marangoni dépend 
également de la concentration d’autres éléments tensioactifs. P. Sahoo et al [Sah88] 
fournissent par exemple les données pour le calcul des systèmes Fe-O ; Fe-Se ; Cu-O ; Cu-S 
ou encore Sn-Te. Cependant dans notre modèle seule la teneur en soufre est prise en compte 
pour calculer le coefficient de Marangoni. 
II.1.2.2. Lois de mélange entre le plasma et les vapeurs métalliques 
Les modifications des propriétés du plasma dépendent de la concentration des vapeurs 
métalliques. Dans notre modèle ces modifications sont prises en compte à partir de plusieurs 
lois de mélange qui sont présentées dans cette section. Les lois dépendent soit de la fraction 
massique soit de la fraction molaire. Nous présentons donc d’abord les calculs de ces 
différentes fractions massiques.  
Définitions des différentes fractions 
Pour un nombre   de gaz d’indice   de masse m et de quantité de matière n, on peut définir 
plusieurs types de fractions : 
 
Figure II.1.1 Évolution du coefficient de Marangoni en fonction de la température pour trois 
systèmes : le fer pur, le Fe-S et l’Acier-S. La concentration en soufre des deux systèmes binaires est 
200 ppm. 
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 La fraction massique de gaz i : 
       
  
∑   
 
   
 (II.1.7) 
 La fraction molaire de gaz i : 
       
  
∑   
 
   
 (II.1.8) 
Ces deux premières formulations sont liées par les relations suivantes : 
       
       
∑        
 
   
        et             
      
∑       
 
   
  (II.1.9) 
Il est important de noter ici que la masse molaire M des éléments composés de plusieurs 
entités est définie en fonction de la température. Par exemple, la masse molaire d’un plasma 
d’argon est différente à 5 et 25 kK car les densités des espèces ionisés et neutres sont 
différentes. Les valeurs des masses molaires sont obtenus soit de la composition du plasma, 
soit de la masse volumique lorsqu’il y a peu d’écart à la loi des gaz parfaits. À pression 
atmosphérique, on peut ainsi calculer la masse molaire pour la gamme de température 
d’étude : 




avec R la constante des gaz parfaits, T la température et P la pression. La figure II.1.2 illustre 
la variation de la masse molaire en fonction de la température pour un plasma d’argon, 
Figure II.1.2 Évolution de la masse molaire en fonction de la température pour un plasma d’argon, 
d’Arcal 37 et de fer. 
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d’Arcal 37 et de fer. Pour le plasma d’argon, la valeur à basse température est environ 40 
g.mol
-1
 ce qui correspond à la masse molaire de l’atome d’argon. En augmentant la 
température, l’argon s’ionise et plusieurs autres espèces sont présentes dans le plasma (Ar+ et 
les électrons) diminuant la valeur de la masse molaire. Ce même raisonnement peut 
s’appliquer pour le plasma d’Arcal 37 et de fer. 
 La fraction volumique est facilement définissable dans le cas d’un mélange 
d’espèces non miscibles. C’est le cas d’un système à deux phases. Le volume de 
chaque phase est alors clairement défini. Pour obtenir la fraction volumique il suffit de 
faire le rapport ente le volume occupé par une phase et le volume total afin d’obtenir 
la fraction volumique. 
La notion est plus délicate lors d’un mélange de gaz, c’est-à-dire d’espèces miscibles. 
Tous les gaz occupent alors entièrement le volume disponible. Il est commun de 
définir le volume partiel d’un gaz    comme le volume que le gaz occuperait si la 
masse de gaz i était seule présente à la pression et à la température du mélange. Ainsi 
défini, il est possible d’utiliser la loi d’Amagat : « Le volume d’un gaz parfait ou semi-
parfait est égale à la somme des volumes partiels des gaz constituants » [Bor05] pour 
définir la fraction volumique d’un gaz i : 
       
  
∑   
 
   
 (II.1.11) 
En supposant la loi des gaz parfait, le volume occupé par une mole de gaz est égale pour 
chaque constituant   , on a alors : 
       
  
∑   
 
   
  
    
∑     
 
   
       (II.1.12) 
Dans ce cas, les fractions molaire et volumique sont égales. C’est pour cela que dans la 
littérature, les deux termes sont utilisés pour définir la même quantité. Cette égalité n’est 
valable que pour des gaz parfaits. Pour des gaz réels, il faut utiliser un facteur de 
compressibilité pour la conversion entre la fraction volumique et molaire [RvA04]. 
Dans notre modèle, nous considérons que les plasmas étudiés vérifient l’équation d’état 
des gaz parfaits. La fraction massique est équivalente à la fraction volumique et la masse 
molaire est déduite de la masse volumique. Dans cette condition, les relations de passage 
entre la fraction molaire et la fraction massique (équation II.1.9) s’écrivent : 
           
 
  
            et             
  
 
      (II.1.13) 
où ρ représente la masse volumique du mélange définie par le rapport entre la masse et le 
volume occupé par ce mélange. 
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Dans la suite de la section, les différentes lois de mélange sont énoncées. 
Loi de mélange de la masse volumique. Pour déterminer la masse volumique du mélange, la 
loi d’Amagat est directement utilisée : 
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(II.1.14) 
Cette formule se retrouve dans plusieurs modèles [Lag04a, Che08]. 
Loi de mélange de la viscosité. La loi utilisée est celle proposée par C. Wilke [Wil50]. C’est 
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 (II.1.15) 
Loi de mélange de la conductivité thermique. La formule utilisée pour calculer la 
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 (II.1.16) 
Cette formule est transposée de celle de C. Wilke pour la viscosité : la viscosité est remplacée 
par la conductivité thermique aussi bien dans le terme principal que du facteur de pondération 
   . Notre formulation est également proche de celle établie par E. Mason et S. Saxena 
[Mas58] directement sur la conductivité thermique. Par rapport à ces derniers auteurs, le 
facteur de 1,065 qui multiplie     est supprimé pour garantir des valeurs bornées par celles 
des plasmas purs pour des températures supérieures à 20kK. Dans un souci de cohérence avec 
la loi de mélange sur a viscosité, le dernier rapport de masses molaires du facteur de 
pondération est inversé par rapport à celle des auteurs (mais n’a pas d’influence sur les 
résultats). 
Loi de mélange de conductivité électrique. La conductivité électrique du mélange σ est 
calculée à l’aide d’une interpolation molaire :  
    ∑       
 
   
 (II.1.17) 
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Selon A. Gleizes et al [Gle10] cette approximation est valable pour des températures 
supérieures à 10kK. Pour des températures plus faibles, cette loi de mélange tend à sous-
estimer la valeur de la conductivité. 
Loi de mélange de la chaleur spécifique. L’interpolation de la chaleur spécifique    se base 
sur la définition pour des gaz non réactifs : 
     ∑          
 
   
 (II.1.18) 
Loi de mélange du coefficient d’émission nette. Le coefficient d’émission nette    est calculé 
à partir de la fraction molaire : 
     ∑         
 
   
 (II.1.19) 
Selon A. Gleizes et al [Gle10] cette approximation est satisfaisante pour des températures au-
delà de 12 kK. 
II.1.3. Équations de conservation 
Dans ce paragraphe, le modèle mathématique est décrit. Il se base sur la résolution de six 
équations de conservation d’un fluide unique qui seront présentées une à une puis rassemblées 
dans un tableau.  
Dans notre cas, le modèle prend en compte trois espèces dans un même fluide : 
 Un plasma à fluide unique à l’ETL. 
 Des vapeurs métalliques qui diffusent dans le plasma. 
 Un métal qui peut être solide ou liquide qui ne diffuse pas dans le plasma. 
Ce fluide est caractérisé par une densité de masse unique  , une vitesse unique  ⃗, une 
enthalpie massique unique h et une densité de courant unique  ⃗. 
II.1.3.1. Conservations de la masse et de la fraction de vapeurs métalliques 
La conservation de la masse totale du fluide est établie en sommant les équations de 




     ⃗    (II.1.20) 
où I représente la production ou la perte du fluide. I est supposé nul pour l’ensemble du 
domaine. C’est-à-dire que la production d’une espèce correspond localement à la destruction 
d’une autre espèce. Cette approche a été choisie car on peut négliger la perte de matière. 
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Pour suivre l’évolution des vapeurs métalliques dans le domaine et modifier les propriétés 
locales du plasma il est nécessaire de résoudre l’équation de conservation de la fraction de 
massique de vapeurs métalliques      : 
 
      
  
   (      ⃗ )    (        )     (II.1.21) 
Le coefficient de diffusion des vapeurs dans le plasma est donné par l’équation II.1.22 en 
considérant nombre de Schmidt Sc égal à 1 : 
   
 
    
  (II.1.22) 
Ce coefficient de diffusion dépend de la température et de la concentration en vapeurs 
métalliques.  
La fraction massique à la surface du métal est donnée par : 
     
  
    
              
 (II.1.23) 
avec    la pression de vapeur saturante,    la pression atmosphérique (voir l’annexe A) et    
et   les masses molaires respectives du métal et du plasma (voir chapitre II.1.2.2). 
Le terme source    correspond à la production de vapeur à l’interface entre le plasma et le 
métal. Il y a production de vapeurs lorsque la valeur de la fraction massique à la surface est 
inférieure à la condition aux limites     
 . On exprime alors la production comme une dérivée 
temporelle à la surface S : 
       
    
 (    




     ⃗⃗⃗⃗⃗  (II.1.24) 
Il est commun d’introduire le flux de production massique   ⃗⃗⃗⃗⃗  orienté selon le vecteur normal 
de l’interface. Dans notre modèle, seule la composante positive est prise en compte c’est-à-
dire que la condensation est négligée. 
Plusieurs modes de production dans la littérature existent [Mur10a] cependant ils ne prennent 
pas en compte la différence de production de vapeurs en fonction de la nature du plasma ou 
bien ils ne limitent pas la production de vapeur en fonction de la quantité de vapeur déjà 
présente dans le plasma. 
II.1.3.2. Comportements électromagnétiques et lois de conservation 
Cette section est dédiée aux lois de conservation électromagnétiques utilisées dans le 
modèle. Elles sont établies à partir des lois de Maxwell et d’Ohm en supposant des 
approximations sur le comportement électromagnétique du système. Elles permettent de 
II.1. Données de base et équations de conservation 
 
85 
retrouver les deux équations de conservation suivantes résolues dans le modèle : celle du 
courant et du potentiel magnétique. 
Équations gouvernant le champ électromagnétique 
Les équations de Maxwell sont valables pour le vide et un milieu matériel : 
    ⃗  
  ⃗⃗
  
  ⃗⃗ (II.1.25) 
    ⃗⃗    (II.1.26) 
Notre modèle est utilisée pour des métaux amagnétiques tels que le cuivre ou les aciers 
austénitiques [Dub06]. Le métal comme le plasma peuvent être considérés comme des 
milieux avec une propagation linéaire et isotrope du champ et sans polarisation ou 
aimantation (milieux amagnétiques). On peut alors utiliser les perméabilités diélectrique    et 
magnétique    du vide pour les deux milieux. Ainsi les équations qui relient les charges au 
champ électromagnétique s’écrivent : 
   (   ⃗)      (II.1.27) 




 (   ⃗)
  
   ⃗ (II.1.28) 
où  ⃗ est la densité de courant et    représente les charges statiques du milieu. 
En admettant la quasi-neutralité,    est nul dans l’équation (II.1.26). De plus en supposant un 
régime quasi-stationnaire où les variations temporelles du champ électrique et du champ 
magnétique sont négligeables, les termes temporels sont négligeables dans les équations 
II.1.25 et II.1.28. 
Dans ces conditions et à partir des équations II.1.25 et II.I.26, il est commun d’introduire les 
potentiels électriques V et magnétique  ⃗ qui vérifient :  
  ⃗       (II.1.29) 
  ⃗⃗     ⃗  (II.1.30) 
Conservation de la charge et du potentiel électrique 
En prenant la divergence de l’équation II.2.28, on retrouve l’équation de conservation de la 
charge : 
    ⃗    (II.1.31) 
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La loi d’Ohm est une loi constitutive (ou de relation du milieu) qui relie le courant aux causes 
qui le créent. Six grands types de contribution au courant total sont différenciés [Rax05] : 
 Les courants de conduction et de diffusion. 
 Les courants de polarisation, d’aimantation et les courants surfaciques. 
 Les courants de déplacement liés aux variations temporelles du champ 
électromagnétique. 
Par la nature des matériaux, les courants de diffusion, polarisation, d’aimantation et 
surfaciques sont négligeables dans le modèle. Par ailleurs, l’approximation de régimes quasi-
stationnaires permet de négliger le courant de déplacement. Dans le plasma et le métal 
liquide, la convection de charge est très faible devant leur conduction
5
. Ainsi, seule la 
contribution de conduction de courant est retenue. La loi d’Ohm se résume à : 
  ⃗    ⃗ (II.1.32) 
avec   la conductivité électrique du milieu. Il faut cependant noter que cette loi est valable 
lorsque la conductivité électrique ne dépend pas du champ électrique [Per01]. 
Ainsi, la conservation de la charge se résume à une équation sur le potentiel scalaire : 
          (II.1.33) 
La résolution du potentiel scalaire permet donc de calculer le champ électrique à l’aide de 
l’équation II.1.29 et la densité de courant à l’aide de l’équation II.1.32. 
Conservation du potentiel magnétique 
En insérant dans l’équation II.1.28 l’expression du potentiel vecteur (ou magnétique), on 
obtient son équation d’évolution (avec la jauge de Coulomb) : 
   (   ⃗)      ⃗ (II.1.34) 
La résolution du potentiel magnétique permet de déterminer le champ magnétique à l’aide de 
l’équation II.1.30. 
II.1.3.3. Conservation de la quantité de mouvement 
La quatrième équation de conservation est celle de la quantité de mouvement. D’après le 
principe fondamental de la dynamique, la variation de quantité de mouvement est égale à la 
somme des forces extérieures qui s’exercent sur la particule fluide : des forces volumiques  ⃗, 
les forces de contrainte volumiques représentées par la divergence du tenseur des contraintes 
                                                 
5
 Le rapport des termes de convection et de diffusion des porteurs de charge est caractérisé par le nombre de 
Reynolds magnétique.  
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 ⃡ et les forces de surface à l’interface plasma-liquide représentées par la divergence du 
tenseur  ⃡ : 
 
    ⃗ 
  
      ⃗   ⃗   ⃗     ⃡      ⃡ (II.1.35) 
Les forces volumiques 
On distingue deux forces volumiques : 
 La force de gravité :  
  ⃗    ⃗ (II.1.36) 
avec   l’accélération de la pesanteur. Pour les trois espèces mobiles (liquide, gaz et 
plasma) la densité est variable avec la température, il n’y a donc pas besoin de facteur 
de dilatation thermique pour représenter cette force.  
 Le fluide unique étudié étant globalement neutre, les forces électromagnétiques se 
résument à la force de Laplace : 
  ⃗   ⃗   ⃗⃗ (II.1.37) 
 
Les forces de contraintes volumiques 
On distingue deux forces de contraintes volumiques : la force de pression p et la force de 
viscosité représentée par le tenseur des contraintes visqueuses  ⃡     : 
  ⃡       ⃡      (II.1.38) 
Avec l’hypothèse d’un fluide newtonien : 
  ⃡  
      (
   
   
 
   
   
    
 
 
   ⃗ ) (II.1.39) 
Les forces surfaciques 
Compte tenu des hypothèses de notre modèle, seules deux forces surfaciques sont prises en 
compte à l’interface du plasma et du liquide de normale   ⃗⃗⃗⃗⃗ : la force de Marangoni   ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗ et la 
force de cisaillement   ⃗⃗⃗⃗  : 
 ⃡    ⃗⃗⃗⃗⃗    ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗    ⃗⃗⃗⃗  [(
  
  
   )  ( 
   ⃗⃗⃗⃗
   ⃗⃗⃗⃗⃗
|
      
  
  ⃗ 
   ⃗⃗⃗⃗⃗
|
     
) ] (II.1.40) 
La force de Marangoni s’exprime à partir d’un gradient surfacique de température et du 
coefficient de Marangoni (voir le paragraphe II.1.2.1). La force de cisaillement correspond à 
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une différence de tenseur de cisaillement du plasma  ̃       et du métal  ̃      qui sont égaux 
à la dérivée de la vitesse surfacique par rapport à la normale de la surface : 
   ̃   
   ⃗⃗⃗⃗
   ⃗⃗⃗⃗⃗
|
 
  (II.1.41) 
Dans la réalité, la surface est déformable perpendiculairement et parallèlement à l’axe de la 
décharge, la force de cisaillement est donc prise naturellement en compte à l’aide du tenseur 
des contraintes visqueuses (par les gradients de vitesse de ce dernier). Dans notre modèle, la 
surface est indéformable et les vitesses à l’interface entre le plasma et le métal sont nulles. 
L’implémentation de cette force est donc obligatoire pour assurer le transfert de quantité de 
mouvement entre le plasma et le bain métallique. 
II.1.3.4. Conservation de l’énergie 
La sixième et dernière équation du modèle est la conservation de l’énergie. À partir du 
premier principe de la thermodynamique, elle est traduite par une conservation de l’enthalpie 
massique
6
 h : 
 
     
  
       ⃗      ⃗⃗    
 ⃗   ⃗
 
     ⃗⃗⃗⃗⃗ (II.1.42) 
avec : 
  ⃗⃗ le flux d’énergie qui caractérise le transport d’énergie par conduction : 
  ⃗⃗    
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)     ]
 
  (II.1.43) 
Le premier terme correspond à la loi de Fourier. Les autres sont les résultats du 
traitement par un fluide unique (voir l’annexe B). Le second représente ainsi le 
transport d’enthalpie par des électrons lié à la vitesse de diffusion des particules 
chargées du plasma (avec    le constante de Boltzmann et   la charge élémentaire de 
l’électron)7. Ce terme n’est inclus que dans le zone du plasma :      ;      
ailleurs. Enfin, la somme sur les espèces i (plasma, vapeurs, métal) correspond aux 
corrections d’enthalpie liées aux différences de conduction thermique et à la diffusion 
des vapeurs. 
                                                 
6
 On parle aussi d’enthalpie massique statique. Par définition, l’enthalpie est la somme de l’énergie interne et 
du produit pression-volume. Elle n’inclut donc pas l’énergie cinétique du système. Certaines études introduisent 
le concept d’enthalpie dynamique, en sommant l’énergie cinétique à l’enthalpie. On différencie alors l’enthalpie 
dynamique (qui prend en compte l’énergie cinétique) et statique (sans la contribution de l’énergie cinétique). 
7
 En sortant de la divergence du flux  ⃗⃗ le transport enthalpique des électrons, on fait apparaitre une 








   ] lorsqu’il est inclus directement comme un terme source de l’équation de l’énergie. 
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   représente le bilan radiatif. Seules les pertes par radiation dans la zone du plasma 
sont prises en compte dans notre modèle : 
          (II.1.44) 
 où    est le coefficient d’émission nette (avec un rayon de 5 mm).  
 L’avant dernier terme de l’équation est l’expression de l’effet Joule qui correspond au 
travail des forces électromagnétiques. 
   ⃗⃗⃗⃗⃗ est le flux d’énergie à l’interface entre le plasma et l’anode orienté selon la normale 
de l’interface   ⃗⃗⃗⃗⃗ : 
   ⃗⃗⃗⃗⃗  ( ⃗    ⃗⃗⃗⃗⃗
  
 
)   ⃗⃗⃗⃗⃗      ⃗⃗⃗⃗⃗   (II.1.45) 
avec    le travail de sortie des électrons (en eV) et    la chaleur latente de 
gazéification. Le premier terme est la composante électrique liée à l’intégration des 
électrons dans l’anode. Le second terme représente la perte d’énergie par évaporation. 
Le rayonnement du plasma vers l’anode et de l’anode ne sont pas pris en compte. 
Comme discuté dans la section I.2.3.3, la chute à l’anode n’est pas incluse dans le 
bilan d’énergie. Nous ne prenons également pas en compte le transport d’enthalpie des 
électrons (voir l’annexe B). 
Dans cette équation de conservation, le travail des forces de pression et visqueuses est 
négligé. 
II.1.3.5. Forme généralisée 
La résolution de toutes ces équations de conservation est effectuée en 3D pour un repère 
cartésien (  ⃗⃗ ⃗⃗    ⃗⃗⃗⃗⃗   ⃗⃗⃗⃗  . Les équations de conservation qui sont vectorielles (quantité de 
mouvement et potentiel vecteur) se décomposent alors en 3 équations. Le nombre total 
d’équations s’élève ainsi à 10. Elles peuvent toutes s’écrire sous la forme généralisée : 
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(II.1.46) 
  représente alors la grandeur conservée,    le coefficient de diffusion,      le flux à la 
surface (différent de zéro seulement à l’interface entre le plasma et le métal) et    les termes 
sources volumiques. Le coefficient a pondère la partie convective et temporelle, il vaut 0 pour 
les équations purement diffusives.  
Le tableau II.2.3 résume l’ensemble des équations résolues par le modèle suivant ce 
formalisme. L’expression des équations dans ce tableau suppose que la surface plasma 
(d’indice p)-métal (d’indice m) est indéformable et orientée selon l’axe z parallèle au vecteur 
d’accélération de la pesanteur. 
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V 0   0 0 
Potentiel 
vecteur x 
   0 1 0      
Potentiel 
vecteur y 
   0 1 0      
Potentiel 
vecteur z 
   0 1 0      
Tableau II.1.3 Équations de conservation sous forme généralisée. 
II.1.4. Domaine de calcul et conditions aux limites 
Le modèle s’applique pour une configuration d’arc transféré dont la géométrie 3D utilisée 
est cylindrique. Une coupe selon le plan (x-z) est illustrée sur la figure II.1.3. La géométrie 
comprend à la fois la zone du plasma (BCEGG’E’C’B’B) et du métal (GHH’G’G). Le 
segment C’B’BC représente la limite de la cathode (qui n’est pas incluse dans le domaine). 
On retrouve les grandeurs géométriques qui sont fixées : 
       est le rayon de la cathode (1,6 mm). 
       est le rayon de la partie tronquée de l’anode (0,5 mm). 
   est la distance entre les deux électrodes (de 5 à 10 mm selon les simulations).  
    est l’épaisseur du métal (5 mm). 
      est le rayon extérieur de la géométrie (15 mm). 
      est la largeur d’entrée du gaz de protection (3 mm). 
II.1. Données de base et équations de conservation 
 
91 
       est le demi-angle de la cathode (30°). 
 La hauteur de la cathode représentée par la longueur du segment EF vaut : 
 [  ]  
           
          
  (II.1.47) 
Les conditions aux limites utilisées sont détaillées dans le tableau II.1.4 On remarque que 
le potentiel est pris nul en fond d’anode et que le débit de gaz de protection est de 10 nl.min-1 
autour de la cathode. La température du fond de l’anode (HH’) est imposée à 300 K. Les 
conditions aux limites de fraction massique de vapeurs sont des conditions de flux nul dans 
l’ensemble du domaine à l’exception des segments CD (et C’D’) qui correspondent à une 
fraction de vapeur nulle. Pour les segments E’G’, EG, E’D’ et DE, la condition aux limites sur 
les vitesses correspond à un flux nul. Celle de la température correspond à un flux nul lorsque 
le flux de masse est sortant. Elle vaut 300 K lorsque le flux de masse est entrant. 
Le courant sortant de la cathode est représenté à l’aide d’une condition à l’intérieur du 
domaine. Ainsi, la densité de courant axiale    est fixée sous le segment F’F telle que : 
                    (II.1.48) 
avec le rayon   √     ,      la densité de courant maximale et avec b un paramètre fixé 
par l’intensité du courant I : 




Figure II.1.3 Coupe transverse (selon le plan x-z) de la géométrie. 
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où    est le rayon de conduction de l’arc. Ce type de profil est issu de données expérimentales 














E’D’-DE     ⃗   ⃗   ⃗⃗     ⃗        ⃗      ⃗   ⃗   ⃗⃗ 
D’C’-CD    ⃗                      ⃗      ⃗   ⃗   ⃗⃗ 
C’B’-BC  ⃗  ⃗               ⃗      ⃗   ⃗   ⃗⃗ 
E’G’-EG     ⃗   ⃗   ⃗⃗     ⃗        ⃗     ⃗   ⃗⃗ 
G’H’-GH  ⃗  ⃗               ⃗   ⃗⃗ 
H’H  ⃗  ⃗                ⃗   ⃗   ⃗⃗ 
Tableau II.1.4 Conditions aux limites utilisées par défaut pour la géométrie d’étude. 
L’effet du passage du courant dans la cathode est pris en compte en ajoutant un champ 
magnétique supplémentaire   ⃗⃗ ⃗⃗⃗ dans les zones (BCDEF) et (B’C’D’E’F’). En supposant la 
cathode comme un fil infini de rayon    parcourue par une densité de courant fixe     , la 
composante azimutale du champ magnétique supplémentaire s’exprime : 
        
  
 







Dans un premier paragraphe nous avons présenté les hypothèses et les approximations de 
notre modèle. Le choix s’est porté sur un modèle 3D instationnaire représentant dans un 
même domaine de calcul le plasma et le métal. Les changements de phase solide-liquide et 
liquide-vapeur sont pris en compte ainsi que les mouvements dans le bain de soudure. Le 
plasma à l’ETL, le liquide et les vapeurs sont représentés comme des fluides laminaires dont 
l’interface plasma-liquide est indéformable. 
Les données de bases ont été présentées dans le deuxième paragraphe. Chaque propriété 
thermodynamique et de transport dépend de la température et de la concentration de vapeurs 
métallique (à travers des lois de mélange). Les données nécessaires au calcul du coefficient de 
Marangoni variable avec la température et la concentration d’éléments tensioactifs ont été 
introduites. 
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Le troisième paragraphe a été consacré au formalisme mathématique du modèle. Les lois 
de conservation de la mécanique des fluides sont utilisées pour résoudre la vitesse, 
l’enthalpie, la fraction massique de vapeurs métalliques, le potentiel électrique et le potentiel 
vecteur magnétique. Les spécificités à l’interface plasma-anode (les forces surfaciques et le 
bilan d’énergie) sont directement incluses dans les équations. 
Enfin, le dernier paragraphe a regroupé les dimensions géométriques et les conditions aux 
limites du modèle. 
 
La méthode numérique et le logiciel utilisé pour résoudre notre modèle mathématique, 
pour notre géométrie et les conditions aux limites présentées dans cette partie sont détaillés 
dans la partie suivante. 
  






II.2. MÉTHODE DE RÉSOLUTION DU CODE_SATURNE 
ET IMPLÉMENTATIONS 
Les équations de conservation présentées dans la partie II.2 ne possèdent pas de solutions 
analytiques connues. L’emploi de méthodes numériques est alors nécessaire pour calculer les 
différents champs des grandeurs physiques. Elles consistent à discrétiser dans le temps et dans 
l’espace les équations continues et à proposer un schéma de résolution couplé entre les 
grandeurs. Comme dans plusieurs autres modèles de plasmas thermiques [Fre02, Lag04a], 
notre choix s’est porté sur la méthode des volumes finis qui est par construction conservative.  
La résolution du modèle est effectuée avec Code_Saturne (abrégé @Saturne) développé et 
fourni en licence GPL par Électricité de France [Arc04]. C’est un solveur de mécanique des 
fluides monophasique basé sur la méthode des volumes finis co-localisés et déjà utilisé pour 
représenter des plasmas thermiques [Che08, Leb11]. 
Plusieurs modifications et implémentations numériques ont cependant été nécessaires pour 
résoudre notre modèle. Nous avons travaillé sur le schéma temporel, les aspects électriques, la 
mise en place d’une interface avec l’anode, l’ajout d’une phase liquide et enfin sur la 
production de vapeurs métalliques. 
Cette partie regroupe les réponses aux questions suivantes : 
 Quelle est la méthode de résolution utilisée dans @Saturne ? 
 Comment fonctionne le module électrique adapté pour les plasmas ? 
 Quelles sont nos implémentations numériques au code ? 
Le premier paragraphe est une introduction à la méthode des volumes finis. Il contient les 
discrétisations spatiales et temporelles, le couplage pression-vitesse et le fonctionnement du 
module électrique de @Saturne. Le deuxième résume quelques modèles issus de la littérature 
utilisant @Saturne dans des applications de plasmas thermiques. Enfin, le dernier paragraphe 
liste les différentes modifications et ajouts faits au code. L’annexe C regroupe les cas tests 
relatifs à ces modifications et l’annexe D présente le maillage utilisé. 
II.2.1. Description de la méthode des volumes finis 
Dans ce paragraphe, le principe de la méthode des volumes finis est illustré à l’aide de 
plusieurs exemples simples : un cas de diffusion pure, un cas de convecto-diffusion, un cas 
temporel. L’algorithme de résolution de vitesse et de la pression spécifique au code est 
ensuite décrit ainsi que les étapes de la résolution du module électrique de @Saturne (qui 
permet la modélisation de plasmas thermiques). Pour plus d’informations, les détails de la 
méthode des volumes finis est disponible dans les ouvrages de S. Patankar [Pat80] et de 
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J. Ferziger et M. Peric [Fer02]. Les spécificités de @Saturne sur les conditions aux limites, le 
calcul des gradients ou encore la prise en compte d’un maillage non structuré sont présentées 
dans la documentation théorique du code [CST10] et dans l’article de F. Archambeau et al 
[Arc04]. Ces points ne sont pas traités ici. 
II.2.1.1. Exemple d’une diffusion pure 
Dans le cas d’une résolution stationnaire, l’équation de conservation d’un scalaire 
purement diffusif est : 
                  (II.2.1) 
Une géométrie à une dimension spatiale x se résume en l’assemblage de volumes 
élémentaire dans une direction. Comme illustré sur la figure II.2.1, un élément de volume    
de centre P ne possède que deux voisins de centre E et W. L’intersection de P avec E (resp. 
W) est une face de centre e (resp. w) de d’aire    (resp.   ).  







)   
  
 ∫     
  
   (II.2.2) 
Et elle se discrétise : 
     (
      
   
 )      (
      
   
 )         (II.2.3) 
Ce qui revient à un système linéaire : 
                  (II.2.4) 
Figure II.2.1 Schéma de la discrétisation spatiale de la géométrie. 
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où les coefficients de pondération sont donnés par : 
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]    
    
    
   
               
    
   
       
(II.2.5) 
Le coefficient   représente l’ensemble des termes sources approximé linéairement avec la 
valeur à la cellule   : 
           (II.2.6) 
   représente le terme constant et    le terme dépendant de la grandeur    (qui doit être 
négatif pour une bonne stabilité numérique). 
De plus, les valeurs des coefficients de transport à la face doivent être connues pour résoudre 
le système. Les deux méthodes couramment utilisées sont illustrées par le calcul à la face   : 
 La moyenne arithmétique : 
                  (II.2.7) 
 La moyenne harmonique : 
    
    
             
  (II.2.8) 
avec : 
   
   
   
 (II.2.9) 
Dans @Saturne, la valeur   utilisée dans la moyenne arithmétique vaut 0.5 pour des raisons 
de stabilité. Pour la résolution de notre modèle, la moyenne arithmétique est utilisée avec le 
même coefficient  . 
La détermination de la variable   passe par la résolution du système linéaire de la forme 
de l’équation II.2.4. Plusieurs méthodes sont disponibles dans @Saturne pour le résoudre : 
celle de Jacobi, du gradient conjugué et du bi-gradient conjugué stabilisé. La solution est 
recherchée de manière itérative. La limite des itérations est soit imposée par un critère de 
convergence se basant sur l’écart entre deux itérations (variable epsilo du code) soit avec 
un nombre limité d’itération. @Saturne dispose également d’une méthode de résolution 
multigrid disponible pour le calcul de la pression et des variables purement diffusives. Cette 
méthode n’a pas été choisie pour résoudre notre modèle pour des raisons de stabilité. 
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II.2.1.2. Exemple d’un cas convecto-diffusif 
Dans le cas d’une résolution stationnaire, l’équation de conservation d’un scalaire 
convecté et diffusé est : 
                       (II.2.10) 
En reprenant l’exemple de la figure II.2.1, le terme de convection s’écrit : 
 ∫         
  
                          (II.2.11) 
Le flux     est supposé connu aux faces. Le flux est mis à jour lors de l’étape du calcul de la 
pression et de la vitesse (section II.2.1.4). Par contre, il est nécessaire de calculer la valeur de 
la grandeur aux faces. Pour cela trois schémas numériques sont disponible dans @Saturne : 
 Le schéma de différence centrée. La valeur de la variable à la face dépend 
proportionnellement de la valeur des cellules voisines. Par exemple pour la face e : 
                  (II.2.12) 
Ce schéma du second ordre ne prend pas en compte la convection de la grandeur. Il 
peut conduire à des solutions non réalistes [Pat80] et comme toute méthode du second 
ordre, elle peut produire des solutions oscillantes [Fer02]. 
 Le schéma décentré upwind (du premier ordre). La valeur de la variable dépend du 
signe du flux convectif    . On a ainsi pour la face e: 
     {
                    
                    
  (II.2.13) 
Ce schéma du premier ordre peut induire une diffusion non physique liée à 
l’approximation du premier ordre de la série de Taylor de  . Cette diffusion dite 
numérique dépend linéairement de la taille de la maille et elle peut être amplifiée 
lorsque l’écoulement est oblique par rapport au maillage [Fer02]. L’avantage de ce 
schéma est que les solutions n’oscillent jamais (car les valeurs sont bornées). 
 Le schéma décentré upwind du second ordre. La valeur de la variable dépend en plus 
de son gradient. Pour la face e : 
     {
          |                 
           |                 
 (II.2.14) 
La prise en compte du gradient de la variable diminue les diffusions numériques mais 
peut conduire à des solutions oscillantes.  
Pour la résolution de notre modèle, le choix s’est porté sur le schéma upwind du premier 
ordre car les diffusions numériques sont faibles compte tenu des valeurs de flux de masse et 
de la taille des cellules utilisées. 
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II.2.1.3. Discrétisation temporelle 




                                 (II.2.15) 




   
    
  
          ∫             
    
  
 (II.2.16) 
Le nom des méthodes de discrétisation temporelle est lié à l’approximation du dernier terme 
de l’équation dont entre autres : 
 La méthode Euler explicite, la variation temporelle est basée sur la valeur à l’instant 
  . On a alors : 
                    (II.2.17) 
avec    le pas de temps. 
 La méthode Euler implicite, la variation temporelle dépend de la valeur à l’instant 
    . On a alors 
                        (II.2.18) 
 La méthode de Crank-Nicolson, la variation temporelle est fonction des deux instants : 
         
 
 
[                      ]   (II.2.19) 
Les deux dernières méthodes sont disponibles dans @Saturne. Elles sont dites implicites 
car le dernier terme de droite ne peut pas être calculé sans approximations ou itérations. Elles 
sont plus difficilement programmables et leur coût en mémoire plus important mais plus 
stables. Cependant, pour des pas de temps trop grands, la méthode d’Euler implicite tend à 
produire des solutions lissées et la méthode de Crank-Nicolson donne des solutions avec des 
oscillations amorties. Cette dernière peut devenir instable pour des problèmes non 
linéaires [Fer02].  
Par défaut, le code utilise la méthode Euler implicite et c’est également le schéma que 
nous avons choisi pour résoudre notre modèle car c’est la méthode la plus stable. Pour 
calculer la fonction              les flux (et donc les propriétés de transport) et les termes 
sources sont soit explicites (c’est-à-dire égaux à la valeur au temps donné) soit extrapolés en 
prenant en compte la valeur ou une partie de la valeur du temps précédent. 
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II.2.1.4. Résolution des vitesses et de la pression 
La pression et la vitesse sont les deux inconnues de l’équation de conservation de la 
quantité de mouvement, le couplage de cette équation avec une autre est alors nécessaire pour 
résoudre ces deux grandeurs.  
Pour cela, @Saturne dispose d’un algorithme8 de type SIMPLEC associé à un algorithme 
d’interpolation nécessaire lors de la résolution co-localisée. En effet, lors d’une résolution co-
localisée, la vitesse et la pression sont données au centre des cellules, des corrections sont 
alors nécessaire pour éviter des oscillations de pression et de vitesse. Actuellement, seul un 
algorithme d’interpolation de type Rhie & Chow [Rhi83] est implémenté dans le code.  
Cet algorithme se décompose en plusieurs étapes : 
 L’étape de prédiction des vitesses. Le champ de pression    est fixé arbitrairement, le 
champ de vitesse   ⃗⃗⃗⃗⃗ est alors prédit en reprenant les décompositions temporelle et 
spatiale détaillées précédemment. 
 À partir des vitesses prédites et en supposant la conservation de la masse stationnaire, 
la correction de pression    (égale à la différence entre la pression fixée    et la 
pression correcte) est résolue à l’aide d’une équation de transport qui s’exprime pour 
un système tridimensionnel : 
   [        ]    (   ⃗⃗⃗⃗⃗)  (II.2.20) 
Cette équation correspond à l’équation de la diffusion pure d’un scalaire avec un 
terme source. Durant cette étape l’ajout au second membre d’un coefficient pondérant 
le gradient de pression est mis en place pour éviter les oscillations induites par une 
résolution co-localisée. Par défaut, il correspond au filtre de Rhie & Chow. Ces 
corrections sont également utilisées pour mettre à jour le flux de masse aux faces. 
Plusieurs itérations de cette étape sont réalisées pour atteindre la convergence. 
 Les nouveaux champs de vitesse et de pression au centre des cellules sont calculés 
après convergence du système linéaire. 
Contrairement à la méthode SIMPLE [Pat80], les équations scalaires qui influent sur 
l’écoulement du fluide à travers les propriétés du fluide et/ou les termes source (enthalpie, 
vapeurs métalliques, etc.) ne sont résolues qu’après la convergence de la vitesse et de la 
pression. Le code ne disposant pas de sous-boucle itérative pour un même pas de temps, cela 
impose l’utilisation de pas de temps faibles devant les temps caractéristiques des changements 
physiques pour une convergence correcte. Dans notre cas, le pas de temps choisi est 10 µs. 
Pour s’assurer d’une bonne convergence, nous avons développé une méthode de sous-boucles 
itératives détaillée dans le chapitre II.2.3.1. 
                                                 
8
 Un second algorithme est également proposé qui couple la vitesse et la pression avec les termes diffusifs, 
convectifs et sources. Il est à priori plus adapté pour les grands pas de temps mais ne sera pas détaillé ici. 
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II.2.1.5. Module arc électrique de @Saturne 
Le module électrique de @Saturne est dédié à la résolution de problèmes 
magnétohydrodynamiques. Les étapes de la résolution temporelle de la version 2.0.2 de base 
sont schématisées sur la figure III.2.2.  
Figure II.2.2 Étapes de résolution de @Saturne pour le module électrique. Les étapes sous fond orange 
correspondent aux étapes de résolution d’une équation de conservation. Les étapes sous fond jaune 
correspondent aux étapes de calculs intermédiaires. 
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Au début du pas de temps, dans l’étape 1, les propriétés de transport sont mises à jour en 
fonction de la température (à partir des fichiers de données de base) et de la fraction massique 
(par les lois de mélange). Les conditions aux limites sont ensuite actualisées dans l’étape 2.  
La vitesse et pression sont résolues selon l’algorithme présenté dans la section II.2.1.4 dans 
l’étape 3. L’enthalpie et le potentiel scalaire sont séquentiellement résolus dans l’étape 4. 
Dans l’étape 5, le champ électrique est calculé à partir de l’opposé du gradient du potentiel 
scalaire. Il permet alors d’obtenir la densité de courant avec la loi de d’Ohm. À cette étape, la 
densité de courant est calculée avec la loi de Joule ce qui permet de déterminer le terme 
source de l’effet Joule. 
L’étape 6 dite de « recalage » correspond à une ré-estimation des grandeurs électriques. Son 
utilité est variable. Pour comprendre cette étape, il faut revenir aux conditions d’imposition 
des variables électriques : le code permet d’imposer soit la différence de potentiel entre les 
deux électrodes soit le courant parcourant l’arc. Dans les deux cas, des conditions aux limites 
de Dirichlet aux électrodes sont imposées en condition aux limites du potentiel scalaire : une 
électrode au potentiel nul, l’autre au potentiel DPOT. Cependant : 
 lorsque la tension est imposée, la valeur de DPOT est égale à la tension. L’étape de 
recalage n’est pas nécessaire. 
 lorsqu’une valeur d’intensité    est imposée, l’étape de recalage des grandeurs 
électriques est nécessaire pour garder une valeur d’intensité constante au fur et à 
mesure des itérations temporelles. Dans cette étape, le programme détermine un 
coefficient de recalage    à partir de la puissance par effet Joule dissipée dans 
l’ensemble du domaine P et la tension aux bornes des électrodes   (ou bien à partir de 
l’intensité sur une couche perpendiculaire à l’axe de la décharge): 
    
   
 
                      
  
 
      (II.2.21) 
La première méthode est privilégiée car elle ne dépend pas de conditions géométriques 
du calcul de l’intensité I (sélection d’une couche régulière de cellule transverse à la 
décharge). Ce coefficient est utilisé pour pondérer la valeur de la condition aux limites 
de la tension : 
                   DPOT      DPOT                   (II.2.22) 
D’une façon similaire, le potentiel électrique, la densité de courant et le terme source 
d’effet Joule sont corrigés. Dans notre cas, cette étape est inutile car nous imposons la 
densité de courant avec un terme source (voir la section III.2.3.2) 
Après cette étape de recalage, le potentiel vecteur puis la fraction massique sont résolus 
(étapes 7 et 8). Le champ magnétique est ensuite déduit du potentiel vecteur ainsi que le terme 
source des forces de Laplace dans l’étape 9. 
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Avant de passer au pas de temps suivant, les différentes informations sur les variables 
(valeurs maximales et minimales, convergence etc.) sont exportées. 
II.2.2. Utilisation de @Saturne en plasmas thermiques 
@Saturne est la résultante de différents codes développés par la division R&D d’EDF. Le 
module électrique de @Saturne se base sur les travaux de C. Delalondre [Del90] et de 
A. Douce [Dou99]. Ce dernier utilise le code ESTET pour la modélisation 3D du chauffage 
d’un bain métallique par un plasma d’arc transféré en prenant en compte le dégagement de 
vapeurs métalliques. Ce code (un des prédécesseurs de @Saturne) résout les équations de la 
mécanique des fluides par la méthode des volumes finis et une méthode de pas fractionnaires 
(en temps). Dans ces travaux, le domaine du plasma et le domaine du bain métallique sont 
résolus par deux codes qui échangent des informations. La température et la vitesse de la 
surface du bain métallique sont données en conditions aux limites de la couche anodique du 
domaine du plasma tandis que les contraintes de cisaillement, le flux thermique et la densité 
de courant sont donnés en conditions aux limites du domaine du bain métallique. Cette 
méthode permet de décrire le couplage entre le plasma et le bain métallique mais nécessite 
deux codes qui échangent des informations sur deux géométries différentes. 
L. Chemartin et al [Che08, Che11] ont travaillé avec @Saturne pour modéliser un arc de 
foudre et le foudroiement d’une surface. Ils ont adaptés le code afin d’inclure la cathode et 
l’anode dans le même domaine de calcul (et avec la prise en compte de vapeurs métalliques). 
Pour cela, les auteurs ont utilisé une méthode de pénalisation dans les parties solides : un 
terme source volumique dans l’équation de la quantité de mouvement est ajouté pour fixer 
une vitesse nulle. Pour assurer la continuité du courant entre le plasma et les électrodes, ils ont 
fait l’hypothèse d’une couche limite et imposé une conductivité électrique variable dans la 
couche de cellules limitrophes de l’interface. Enfin, une méthode de correction de la chaleur 
spécifique a été développée pour assurer la conservation de l’énergie à l’interface entre le 
plasma et les électrodes. 
Plusieurs modèles de torches à plasma d’arc glissants (glidarcs) ont été développés 
[Mor06, Leb11, Leb12, Leb13, Val13] à partir de @Saturne. A. Lebouvier et al [Leb12] ont 
implémenté dans le code un modèle de claquage de l’arc en se basant sur un seuil minimal de 
la valeur du champ électrique.  
La thématique du soudage fait actuellement l’objet de plusieurs études à l’aide de 
@Saturne. K. Koudaje et al [Kou13] étudient la dynamique du bain de soudage TIG où seul 
le domaine du métal est résolu. Les propriétés du plasma sont mises en conditions aux limites. 
D. Borel et al [Bor13] modélisent dans une configuration de soudage TIG le plasma d’arc et 
les deux électrodes dans le même domaine en prenant en compte l’influence des vapeurs, 
cependant la dynamique de la zone liquide du métal n’est pas résolue.  
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Enfin, on peut également citer les travaux de C. Marchand et al [Mar07] sur la 
modélisation de gouttes dans un spray de plasma. La thématique est continuée par les travaux 
de M. Alaya et al [Ala13]. C. Rhemet [Reh13] ont modélisé quant à eux une torche à plasma 
tri-phasique instationnaire établie entre des électrodes de graphite. 
En conclusion, @Saturne a été utilisé pour résoudre plusieurs modèles faisant intervenir 
les plasmas thermiques. Selon les configurations, des implémentations sont nécessaires pour 
représenter correctement les phénomènes. Pour les configurations d’arc transféré, il 
semblerait qu’aucune modélisation incluant la résolution du plasma et d’une autre phase 
fluide n’ait à ce jour été proposée avec le code. 
II.2.3. Implémentations du code 
Les principales modifications et les ajouts nécessaires au code de base (version 2.0.2) pour 
résoudre notre modèle sont détaillés dans ce paragraphe. Ils sont regroupés en cinq familles : 
l’aspect temporel (avec l’ajout d’une sous-boucle itérative pour un même pas de temps) ; 
l’aspect électrique (avec l’utilisation d’une condition aux limites de densité de courant) ; 
l’interface plasma-anode (avec la continuité du courant, le blocage des vitesses et le bilan 
d’énergie) ; la mise en place du bain liquide (modification du couplage temporel, ajout des 
forces) et enfin la production de vapeurs métalliques (ajout d’une production volumique). 
II.2.3.1. La sous-boucle itérative 
Pour une boucle de temps donnée, le code ne possède pas de sous-boucle itérative pour un 
même pas de temps. On peut identifier au moins deux problèmes inhérents à cette approche : 
 Les données de base dépendent de la température et de la fraction massique de gaz. 
Pour être correctes, elles doivent donc être mises à jour (dans le même pas de 
temps) après la résolution de l’équation de l’énergie et de la fraction massique. 
Toutes les équations et les conditions aux limites doivent être ensuite résolues avec 
les nouvelles données de bases. 
 Les termes sources qui représentent l’effet Joule et la force de Laplace utilisés au 
pas de temps n sont ceux calculés au pas de temps n-1. Il est impératif d’estimer 
correctement ces termes sources tout au long de la simulation. Pour un pas de 
temps n, il est alors nécessaire de calculer correctement la densité de courant et le 
champ magnétique. Pour le schéma temporel proposé par défaut dans @Saturne, la 
densité de courant est calculée avant plusieurs autres étapes de calculs qui peuvent 
modifiées indirectement sa valeur. Les deux termes sources pourraient donc être 
faussés. 
Une sous-boucle itérative a été mise en place pour résoudre ces deux problèmes. Elle 
correspond à une boucle entre l’étape de la mise à jour des propriétés thermodynamiques et le 
calcul des forces de Laplace dont le principe est illustré sur la figure II.2.3.  
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La sous-boucle est contrôlée soit par un nombre d’itérations (iloop) soit par un critère 
de convergence (sur une erreur relative de la température et de la vitesse) dans la routine 
tridim. Le coût numérique est important, il est quasiment proportionnel au nombre de sous 
itérations temporelles. 
L’intérêt de cette boucle est détaillé à l’aide d’un cas test de l’annexe C. Pour notre 
modèle et notre pas de temps fixé à 10 µs, l’erreur induite sans la sous-boucle itérative est 
inférieure au pourcent même avec une concentration importante de vapeurs. La sous-boucle se 
révèle essentielle lorsque le courant varie fortement d’une itération à une autre (notamment 
lors de l’emploi d’un courant pulsé) pour prendre en compte correctement la variation du 
courant. 
II.2.3.2. Aspect électrique 
Dans notre modèle, une densité de courant est imposée à la sortie de la cathode selon un 
plan perpendiculaire à la décharge. Avec le code de base, seule une densité de courant peut 
être imposée en conditions aux limites du domaine (en imposant un flux de potentiel 
électrique) mais pas à l’intérieur. 
Pour imposer la densité de courant axiale dans la couche de cellule en sortie de la cathode 
(selon la droite FF’ de la géométrie illustrée sur la figure II.1.3), un terme source est ajouté 
dans l’équation du potentiel scalaire (via la routine eltssc). Le terme source doit être 
Figure II.2.3 Illustration du fonctionnement de la sous-boucle itérative. 
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intégré sur le volume V de la cellule et imposé pour les cellules ayant un rayon inférieur ou 
égal au rayon de conduction de l’arc : 
  ̃    
  
  
   
|    |         
  
   (II.2.23) 
avec    la hauteur de la couche de cellule. Cette méthode impose d’avoir une couche de 
cellule bien régulière. De plus, la valeur de la densité de courant    est imposée dans la zone 
géométrique lors du calcul de la densité de courant (via la routine elflux). Le paramètre b 
est calculé à partir d’une intensité, d’une densité de courant maximal et d’un rayon de 
conduction (équation II.1.48) par un algorithme de dichotomie via une routine spécialement 
créée. 
Puisque la densité de courant est imposée en sortie de la cathode et qu’elle n’est pas 
calculée dans la cathode, le champ magnétique induit par le passage du courant dans la 
cathode n’est pas pris en compte automatiquement dans le plasma. À l’aide de la routine 
elflux, un champ magnétique supplémentaire a été ajouté pour prendre en compte cet effet 
(équation II.1.50).  
Enfin, un développement supplémentaire a été réalisé pour effectuer un calcul à puissance 
constante. La puissance injectée P est déterminée à partir de l’intégrale de l’effet Joule (dans 
la routine elflux). Elle est comparée à la puissance de consigne, leur rapport permet de 
déterminer une nouvelle intensité  ̃ à imposer entre les deux électrodes : 
  ̃   √
  
 
    √   (∫




   (II.2.24) 
La nouvelle valeur d’intensité ainsi déduite permet de calculer un nouveau profil de densité de 
courant à imposer. 
II.2.3.3. Interface entre le plasma et l’anode solide 
Cette section est consacrée aux implémentations associées à la prise en compte d’une 
interface solide sans vapeurs métalliques. Les cas d’une interface liquide et/ou avec des 
vapeurs sont traités dans les sections suivantes. 
L’anode est représentée dans le code par une fraction massique      (donc considérée 
comme une espèce supplémentaire) dont les données de bases sont stockées dans le fichier de 
propriétés spécifique au module électrique (dp_ELE).  
Pour mettre en place l’interface entre le plasma et l’anode, on doit assurer la continuité du 
courant, stopper les vitesses et la pression, ajouter les termes de correction d’enthalpie et les 
termes du bilan d’énergie de l’interface. Ces points sont détaillés ci-dessous. 
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Pour assurer la continuité du courant, la conductivité électrique de la couche de cellule de 
plasma située au-dessus de la surface de l’anode est prise égale à la conductivité du métal 
(dans la routine elphyv) [Lag04a]. La conservation du courant est vérifiée en intégrant la 
densité de courant sur les couches au-dessus et en-dessous de l’interface entre les cellules.  
Dans la partie solide les vitesses doivent être nulles. Pour les bloquer, la méthode des 
pénalités (dans la routine ustsns) et l’imposition d’une forte viscosité (dans la routine 
elphyv) ont été mises en place dans l’ensemble du solide.  
Il faut également s’assurer que la surpression dans le solide soit nulle. Pour cela, les 
coefficients de diffusion de la pression utilisés lors de l’étape de correction de la pression (de 
l’équation II.2.20 et correspondants au pas de temps     et les flux de masse sont imposés à 
zéro pour les faces à l’interface plasma-matériau (dans la routine resolp). Ces 
modifications nécessitent une couche avec un alignement précis des cellules parallèlement à 
l’interface (voir l’annexe D). 
Lorsque deux espèces avec des enthalpies différentes sont résolues dans un modèle de 
fluide unique, des corrections d’énergie sont nécessaires (voir l’annexe B et la section 
II.1.3.4). Dans le cas d’une interface plasma-matériau fixe, le coefficient de diffusion plasma-
matériau est nul. En l’absence de vapeurs métalliques, les corrections se ramènent à un terme 
source de l’équation de l’énergie : 
  ̃    [
 
  
(      )     ]    (II.2.25) 
avec les indices p et a respectivement pour le plasma et le métal anodique. Ces corrections 
sont ajoutées dans la routine eltssc (avec l’utilisation de la fonction bilsc2). Elles sont 
obligatoires pour conserver l’énergie (voir l’annexe C) dès que le gradient de fraction 
massique n’est pas nul. 
Dans cette même routine un terme source supplémentaire est ajouté dans une couche de 
cellule à l’interface pour prendre en compte la partie électrique du bilan d’énergie : 
  ̃  
     
     
 (II.2.26) 
II.2.3.4. Zone liquide du métal 
Dans cette section, l’ajout de la zone liquide dans la simulation est discuté. Elle suppose 
que les implémentations de la section précédente soient mises en place. 
Le module lagrangien de @Saturne permet de prendre en compte des particules dans le 
fluide eulérien. De base, aucun module n’est par contre adapté pour décrire deux phases 
eulériennes (avec des variables de pression, vitesse et énergie distinctes). Une collaboration 
entre l’Institut de Mécanique des Fluides de Toulouse et EDF est à l’origine du code 
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Saturne_polyphasique@Tlse. Le code permet de décrire des écoulements polyphasiques gaz-
liquide de type Euler-Euler [Pat07]. Cependant ce code n’est pas libre et à notre connaissance 
il n’est pas adapté pour traiter les plasmas thermiques. 
La figure II.2.4 illustre la configuration particulière de notre modèle. La phase liquide 
dans le métal apparait pour des températures supérieures à la température de fusion du métal 
et elle ne se mélange pas avec la phase du plasma.  
Dès que la température d’une cellule est supérieure à la température de fusion, le système de 
blocage des vitesses est supprimé. La vitesse et la pression sont alors résolues normalement. 
Cependant pour isoler les vitesses et la pression des deux phases, une interface entre le plasma 
et le liquide d’environ 0,1 mm d’épaisseur est maintenue de la même manière que l’interface 
plasma-solide (blocage des vitesses, de la pression, obligation des corrections d’enthalpie et 
bilan d’énergie). Ainsi les vitesses et la pression des deux phases ne se perturbent pas 
mutuellement tandis que les autres grandeurs (telles que la densité de courant ou l’énergie) 
peuvent s’échanger. Ces modifications suffisent pour prendre en compte les deux phases de 
notre modèle dans @Saturne. 
Dans la partie liquide, les deux forces volumiques (la gravité et la force de Lorentz) sont 
automatiquement prises en compte par @Saturne. Pour représenter la force de gravité, il n’y a 
en effet pas besoin de terme source particulier car la densité de masse est variable avec la 
température. Par contre, les deux forces surfaciques (la force de Marangoni et de trainée) ont 
été implémentées par des termes sources dans la couche de cellule en-dessous de l’interface 
(dans la routine ustsns). 
Figure II.2.4 Illustration de l’interface entre le plasma et le liquide. 
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Pour la force de Marangoni : 


















   (II.2.27) 
Le coefficient de Maranogni       est calculé à chaque passage dans la routine ustsns car 
il dépend de la température. Le gradient d’enthalpie est calculé avec la fonction grdcel. 
Pour la force de trainée : 
  ̃   (     )
  





             ̃   (     )
  





   (II.2.28) 
avec    et    respectivement le tenseur des contraintes du plasma et de l’anode. 
En utilisant le même pas de temps que dans la zone du plasma (        ), le filtre de 
type Rhie & Chow de @Saturne ne fonctionne pas (car la densité de masse du métal est trop 
importante). Des oscillations de pression et de vitesses apparaissent dans le bain métallique. 
Pour résoudre le problème et assurer le bon fonctionnement du filtre, nous avons découplé 
temporellement la résolution de la pression et de la vitesse dans le bain.  
La figure II.2.5 illustre la méthode mise au point (dans la routine tridim). La pression et la 
vitesse du bain métallique ne sont résolues que toutes les      itérations temporelles (prises 
égales à 100 dans nos simulations). La pression et la vitesse du plasma ainsi que toutes les 
autres variables sont figées toutes les      itérations temporelles et résolues normalement lors 
des autres itérations. 
Figure II.2.5 Illustration de la résolution temporelle modifiée entre le bain et le reste du domaine de 
calcul. 
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Ce décalage revient à changer artificiellement le pas de temps de la zone liquide pour la 
vitesse et la pression en gardant la résolution du plasma et du métal couplée dans un même 
domaine de calcul.  
II.2.3.5. Production de vapeurs 
Cette dernière section détaille les développements effectués pour implémenter la 
production des vapeurs. 
Dans le code de base, les vapeurs métalliques sont représentées par une fraction massique 
     qui diffuse dans le plasma et modifient les propriétés thermodynamiques. Cependant il 
n’y a pas de condition de production volumique de vapeurs et aucune correction de l’énergie 
n’est prise en compte. 
Dans notre modèle, les vapeurs sont produites dans la couche de cellule au-dessus de la 
surface du liquide métallique. Une première étape consiste à calculer la fraction massique de 
vapeur massique limite     
  à la surface du métal calculée à partir de la pression de vapeur 
saturante et de la fraction molaire du métal et du plasma (équation II.1.23). La seconde étape 
consiste à ajouter un terme source dans l’équation de la fraction massique (dans la routine 
ustssc). Ce terme source prend en compte la fraction massique déjà présente dans la couche 
de cellule      et la condition limite     
  : 
  ̃     
  
  
(    
      )         (II.2.29) 
Ce terme source correspond au taux de production de vapeur       (en kg.s
-1
). La production 
de vapeur correspond à une perte de fraction massique de plasma. Ainsi, le taux de production 
de vapeurs du plasma est négatif,              (car dans notre modèle il n’y a pas de terme 
source de production dans l’équation de la masse totale, voir la section II.1.3.1).  
Cette méthode est différente de la méthode de pénalité. En effet, la méthode de pénalité 
impose la valeur de la fraction massique dans l’ensemble d’une cellule. Cela conduirait à un 
taux de production trop important et conduirait à une surestimation des vapeurs dans le 
plasma. 
La production de vapeurs correspond à une perte d’énergie prise en compte par un terme 
source dans l’équation de l’énergie (eltssc) pour la couche de cellule à l’interface entre le 
plasma et le métal : 
  ̃           (II.2.30) 
Puisqu’à une même enthalpie la chaleur spécifique et la conductivité thermique du plasma 
est différente de celle des vapeurs métalliques, les corrections d’enthalpie sont obligatoires 
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pour la conservation de l’énergie (voir l’annexe B) dans toute la zone du plasma. Elles sont 
implémentées à l’aide d’un terme source de l’équation de l’énergie (eltssc) : 
  ̃     [(    
 
  




Dans le premier paragraphe, la méthode de résolution de @Saturne (basée sur la méthode 
des volumes finis) a été présentée dans le cas d’une variable purement diffusée et d’une 
variable diffusée et convectée. La discrétisation temporelle et le schéma de résolution de la 
pression et de la vitesse du code y ont été rapidement décrits tout comme les étapes de 
résolution du module électrique. 
Dans le deuxième paragraphe, plusieurs modèles de plasmas thermiques se basant sur 
@Saturne ont été regroupés. Le code a été utilisé pour décrire la colonne d’un arc de foudre et 
son interaction avec un matériau ou encore pour décrire l’arc d’une torche plasma. Cependant 
à notre connaissance aucune simulation prenant en compte dans une même simulation le 
plasma, la zone liquide et les vapeurs métalliques n’a encore été réalisée. 
Les implémentations majeures à @Saturne utilisées pour résoudre notre modèle ont été 
présentées dans le dernier paragraphe. Plusieurs corrections ont été amenées au code afin de 
prendre en compte correctement la résolution temporelle (sous-boucle itérative) et la 
conservation de l’énergie (correction d’enthalpie lorsque plusieurs espèces sont présentes). 
Des ajouts ont été nécessaires pour isoler les phases plasma, solide et liquide dans le même 
domaine de calcul et décrire correctement les vitesses dans la zone fondue du métal (blocage 
de l’interface plasma-matériau, mise en place de termes sources spécifiques). Toutes les 
modifications ont été implémentées de façon à ne pas modifier les capacités de calcul 
parallèle du code. 
 
Ces adaptations et corrections du code permettent de résoudre le modèle physique établi 
dans la partie II.1 et dont les résultats sont présentés, commentés et validés pour différentes 
configurations dans le chapitre III.  
 
  






Chapitre III  
RÉSULTATS DU MODÈLE ET DISCUSSIONS 
Le soudage TIG, les phénomènes physiques associés et quelques modèles de la littérature 
ont été décrits dans le premier chapitre. Dans le deuxième, nous avons détaillé les équations 
du modèle et la méthode de résolution. 
Dans ce chapitre, les résultats du modèle sont présentés suivant quatre parties :  
La partie III.1 est dédiée à la validation des résultats du modèle. Ces résultats obtenus pour 
le plasma et la zone fondue sont comparés avec des résultats expérimentaux et numériques de 
la littérature (champs de température et vitesse, dimensions de la zone fondue, etc.). Nous 
revenons aussi sur certaines conditions du modèle : l’indéformabilité de la surface, l’absence 
de la chute de tension dans le bilan d’énergie à l’anode et enfin le caractère laminaire de 
l’écoulement du métal. 
La partie III.2 correspond à une étude sur le changement de la nature du gaz sur le plasma, 
le métal et la production de vapeurs métalliques. La confrontation est faite entre un plasma 
d’argon et un plasma d’Arcal 37 (70%mol He et 30%mol Ar). Nous présentons les résultats 
entre ces deux gaz pour une intensité constante ou une puissance constante car la tension de 
l’arc varie avec la nature du gaz. 
La partie III.3 expose le rôle des forces de la zone fondue. Nous détaillons d’abord leurs 
effets sur les dimensions de la zone fondue et la production de vapeurs. Nous montrons 
ensuite l’importance de la force de Marangoni et les précautions à prendre pour la modéliser. 
Enfin, un dernier paragraphe précise l’effet de chaque force sur la zone fondue. 
La partie III.4 regroupe les discussions concernant les influences des vapeurs métalliques 
sur le plasma et le matériau (la température, les caractéristiques électriques, les dimensions de 
la zone fondue, etc.). Cette étude synthétise l’intérêt d’un modèle de couplage arc-métal avec 
la prise en compte des vapeurs. Cet intérêt est également illustré au travers un résultat 





III.1. CONFRONTATIONS DES RÉSULTATS ET 
VALIDATIONS DU MODÈLE 
Dans cette partie, les résultats de notre modèle sont confrontés avec plusieurs travaux de la 
littérature afin de discuter des questions suivantes : 
 Les résultats du modèle sont-ils cohérents avec des résultats de la littérature ? 
 Peut-on justifier le choix d’une surface indéformable ? 
 Quel est l’impact de la prise en compte de la chute de tension à l’anode dans le 
bilan d’énergie ? 
 Le choix d’un écoulement laminaire du métal est-il à postériori correct ? 
Dans un premier paragraphe nous comparons nos résultats numériques avec des résultats 
expérimentaux. Nous discutons des champs de température dans le plasma, du bilan d’énergie 
à la surface du métal et enfin des dimensions de la zone fondue du métal. 
Nous souhaitons également confronter nos résultats concernant les vitesses dans le plasma et 
dans la zone fondue. Cependant, peu d’études expérimentales existent et lorsque c’est le cas, 
les conditions expérimentales ne peuvent pas être reproduites par notre modèle (par exemple 
la vitesse de déplacement de la torche). Dans un deuxième paragraphe, nous comparons donc 
nos résultats sur la dynamique du plasma et du bain avec des études numériques de la 
littérature. 
Enfin, le troisième paragraphe traduit notre volonté de rediscuter de points particuliers de 
notre modèle. Nous revenons ainsi sur l’indéformabilité de la surface du métal, le choix d’un 
écoulement laminaire du métal et l’absence de la chute de tension dans le bilan d’énergie à 
l’anode.  
III.1.1. Confrontations expérimentales 
Dans ce premier paragraphe, nos résultats numériques concernant le plasma et le métal 
sont comparés avec plusieurs résultats expérimentaux. 
Dans la première section, les champs de température du plasma sont examinés pour deux 
longueurs d’arc d (5 et 10 mm), pour trois intensités I (100 A, 180 A et 200 A) et deux gaz 
qui sont utilisés dans des applications de soudage (argon et Arcal 37). 
Dans la deuxième section, le flux d’énergie et la densité de courant à l’anode sont confrontés 
dans le cas d’un plasma d’argon (avec I=200 A et d=6,3 mm) en interaction avec du cuivre. 
Enfin, dans la dernière section, nous comparons les dimensions de la zone fondue d’un métal 
d’acier inoxydable AISI 304 pour deux configurations expérimentales. Les dimensions à la 
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surface du métal sont comparées après 1s d’interaction d’un plasma d’argon avec I=100 A et 
d=5 mm. Les dimensions dans une coupe transverse du métal sont confrontées après 2 s 
d’interaction avec un plasma d’argon avec I=200 A et d=5 mm.  
Dans nos simulations numériques, la cathode est tronquée à son extrémité. Actuellement le 
modèle ne permet pas de réaliser des calculs avec une cathode pointue (voir l’annexe D). 
Dans les deux dernières configurations expérimentales, où la forme de la cathode est pointue, 
les confrontations avec les dimensions de la zone fondue sont réalisées avec une longueur 
d’arc de 5,5 mm au lieu de la valeur expérimentale de 5 mm (afin de tenir compte de la 
différence de forme de la cathode). Ce choix est discuté dans l’annexe D.2. On notera que les 
résultats obtenus avec notre modèle pour des longueurs d’arcs de 5 mm ou de 5,5 mm sont 
similaires concernant les limites de la zone fondue pour les applications étudiées. 
III.1.1.1. Champs de température de la colonne du plasma 
Dans cette section, quatre champs de température expérimentaux obtenus à pression 
atmosphérique sont utilisés pour les comparaisons. Leurs conditions expérimentales sont 







Intensité  Cathode 
1 K. Hsu et al [Hsu83a] Argon 10 mm 200 A Pointe 
2 
G. Haddad et al 
[Had85] 
Argon 5 mm 200 A 
Pointe 
tronquée 
3 Argon 5 mm 100 A 
Pointe 
tronquée 
4 M. Stadler [Sta12] Arcal 37 5.5 mm 180 A Pointe 
Tableau III.1.1 Conditions expérimentales des résultats confrontés avec notre modèle. 
Dans le cas n°1, la nature de l’anode n’est pas précisée. Pour les autres cas, l’anode est en 
cuivre. Aucune présence de vapeurs métalliques n’a été reportée par les auteurs. Dans ces cas, 
la forte conductivité thermique du cuivre permet en effet d’avoir des températures à la surface 
du métal suffisamment basses pour éviter son évaporation.  
Ces résultats expérimentaux sont confrontés avec les résultats de notre modèle obtenus 
après 20 ms d’interaction. En effet, après cette durée, le plasma est stable et aucune vapeur 
métallique n’est présente. D’après F. Lago [Lag04a] le champ de température obtenu au 
niveau de la décharge est sensiblement le même quel que soit le matériau métallique à l’anode 
tant qu’il n’y a pas de vapeurs métalliques. Ainsi dans le cas n°1, la confrontation est réalisée 
avec les résultats du modèle où l’anode utilisée est de l’acier AISI 304. Les cas n°2 à 4 sont 
par contre calculés avec une anode en cuivre. 




Figure III.1.2 Isothermes pour un arc d’argon avec I=200 A et d=5 mm. À gauche, expérience de  
G. Haddad et al [Had85]. À droite, résultat de notre modèle.  
Figure III.1.1 Confrontation des isothermes pour un plasma d’argon avec I=200 A et d=10 mm. À 
gauche les résultats expérimentaux de K. Hsu et al [Hsu83a]. À droite, les résultats de notre modèle. 
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La figure III.1.1 illustre les isothermes obtenues avec notre modèle (à droite) et les 
résultats expérimentaux de K. Hsu et al [Hsu83a] (à gauche). La zone la plus chaude est 
située proche de la cathode. On remarque que les isothermes supérieures à 14 kK coupent 
l’axe de la décharge plus proche de la cathode dans le modèle par rapport à l’expérience. Le 
cœur de l’arc est globalement plus chaud dans l’expérience. Par contre, les isothermes de 
11 kK à 14 kK arrivent jusqu’au niveau de l’anode dans les deux cas et les étalements radiaux 
sont semblables. La description de la température proche de l’anode est similaire entre le 
modèle et l’expérience.  
La figure III.1.2 représente les isothermes obtenues avec notre modèle (à droite) et les 
résultats expérimentaux (à gauche) de G. Haddad et al [Had85] pour un arc de 200A dans 
l’argon. Les isothermes proches des électrodes sont plus resserrées que dans l’expérience. Par 
exemple, dans le modèle, les isothermes de 10 kK à 14 kK sont proches de la partie tronquée 
de la cathode tandis que dans l’expérience ces isothermes semblent loin de l’électrode. Par 
ailleurs, l’isotherme 10 kK est plus étalée dans l’expérience (rayon maximal de 6,2 mm) que 
dans le modèle (rayon maximal de 5,4 mm). Pour les isothermes de 11 kK à 15 kK, la largeur 
maximale est similaire dans les deux cas. L’isotherme 16 kK coupe l’axe vers 1,2 mm au-
dessus de l’anode dans l’expérience tandis que celle du modèle le coupe 1,7 mm au-dessus de 
l’anode. Proche de la cathode, le plasma est plus chaud dans l’expérience que dans le modèle. 
Cette différence peut être liée aux incertitudes de mesures expérimentales et au choix du 
profil de densité de courant à la sortie de la cathode pour le modèle. Globalement, les 
différences entre les deux résultats sont acceptables. 
La figure III.1.3 montre les isothermes pour le cas n°3 correspondant à un plasma d’argon 
avec I=100 A et d=5 mm. Par rapport à l’arc de 200 A, l’arc de 100 A est moins chaud et 
moins étendu dans l’expérience et dans le modèle. La forme en poire du plasma est moins 
marquée dans le modèle que dans l’expérience. Le plasma est globalement plus froid dans le 
modèle que dans l’expérience mais les étalements des isothermes proches de l’anode sont 
similaires. 
Les trois premiers cas présentés concernaient des plasmas d’argon. Dans ce dernier cas, 
nous présentons les résultats pour un plasma d’Arcal 37. Nous n’avons pas trouvé de travaux 
de la littérature donnant les isothermes d’un plasma d’Arcal 37 pour un arc de soudage. Nous 
basons donc notre confrontation sur des résultats obtenus au sein de l’équipe AEPPT. La 
figure III.1.4 illustre les isothermes pour un plasma d’Arcal 37 (avec I=180 A et d=5,5 mm) 
obtenues par l’expérience de M. Stadler [Sta12] (à droite). Les mesures expérimentales sont 
basées sur l’analyse de la raie d’argon à 696,5 nm. Le profil d’émissivité est calculé par une 
inversion d’Abel. La température est déduite par la méthode de Fowler-Milne et de l’intensité 
absolue selon l’allure du profil d’émissivité obtenu. Les isothermes sont présentées après un 
lissage par moyenne mobile. Les résultats de notre modèle sont représentés à gauche de la 
figure III.1.4. On constate une bonne correspondance à l’endroit où les isothermes coupent  




Figure III.1.3 Isothermes pour un arc d’argon avec I=100 A et d=5 mm. À gauche, expérience de 
G. Haddad et al [Had85]. À droite, résultat de notre modèle.  
Figure III.1.4 Isothermes pour un arc d’Arcal 37 avec une intensité de 180 A. À gauche, les résultats 
du modèle (pointe tronqué d=5.5 mm). À droite, les résultats expérimentaux [Sta12]. Températures en 
kK.  
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l’axe de la décharge. L’étalement radial est similaire dans les deux cas à l’exception de 
l'isotherme 10 kK (qui est plus étalée dans les résultats expérimentaux). De plus, la 
température maximale reportée expérimentalement est 22109 K contre 22887 K dans le 
modèle. Les deux résultats sont donc semblables. 
Pour conclure, concernant les profils de température de la colonne du plasma, les résultats 
de notre modèle sont en accord avec les résultats expérimentaux. La confrontation a été 
réalisée pour un plasma d’argon d’une longueur d’arc de 5 mm (avec I=100 et 200 A) et de 
10 mm (avec I=200 A) et pour un plasma d’Arcal 37 (avec d=5 mm et I=200 A). 
III.1.1.2. Densité de courant et flux d’énergie à la surface 
Dans cette section, nous confrontons les valeurs numériques de densité de courant et de 
flux d’énergie à la surface du métal avec les résultats expérimentaux de O. Nestor [Nes62]. Le 
cas étudié est celui d’un plasma d’argon avec d=6,3 mm et I=200 A (avec une cathode 
pointue) en interaction avec du cuivre refroidi. Dans l’expérience, le flux thermique est 
obtenu avec des thermocouples et la densité de courant est mesurée avec des sondes de Dee. 
Nous présentons les résultats du modèle avec les mêmes conditions opératoires de 
l’expérience (d=6,3 mm et I=200 A) mais avec une cathode tronquée. 
La figure III.1.5a illustre la densité de courant axiale à la surface de l’anode. Les densités 
de courant maximales sont situées au niveau de l’axe de la décharge. La valeur maximale 








 dans le modèle. Les valeurs prédites 
par le modèle sont supérieures à celles de l’expérience jusqu’à x≈5 mm. Pour des distances 
supérieures, les valeurs théoriques sont plus faibles.  
Figure III.1.5 Confrontations modèle/expérience de la densité de courant et du flux de chaleur pour un 
arc d’argon avec d=6,3 mm et I=200 A. (a) Densité de courant à la surface du métal. (b) Flux de 
chaleur. 
(a) (b) 
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La figure III.1.5b illustre le flux de chaleur à la surface du métal. Les valeurs obtenues par 
le modèle sont supérieurs à celles relevées expérimentalement (la différence est supérieure à 
10% au centre de l’anode). Le flux intégré du modèle est de 1621 W contre 2004 W dans 
l’expérience.  
Selon O. Nestor [Nes62], la densité de courant et le flux de chaleur sont reproductibles 
expérimentalement avec une erreur de 15%. Les écarts avec le modèle peuvent donc 
s’expliquer en partie par les incertitudes expérimentales.  
Pour conclure, notre modèle dans le cas d’un plasma d’argon avec d=6,3 mm et I=200 A 
permet d’obtenir des valeurs de flux qui restent acceptables comparées aux résultats 
expérimentaux. 
III.1.1.3. Comparaison de la zone fondue 
Cette section est consacrée aux comparaisons de nos résultats avec les dimensions de la 
zone de soudure d’un acier AISI 304. Les dimensions caractéristiques à la surface du métal 
sont comparées avec les résultats expérimentaux de K. Nomura et al [Nom10]. Les 
dimensions dans une coupe transverse du métal sont confrontées avec les résultats 
expérimentaux de F. Lu et al [Lu06].  
Surface de la zone fondue (expérience de K. Nomura et al) 
Les conditions expérimentales de K. Nomura et al [Nom10] sont regroupées dans le 






Gaz de protection Cathode Métal 
Durée de 
chauffe 
5 mm 150 A Argon, 15 l.min
-1
 
Pointe d’angle 60° et 
de diamètre 3,2 mm. 
Acier AISI304 1 s 
Tableau III.1.2 Conditions expérimentales du cas de K. Nomura et al [Nom10]. 
La figure III.1.6 donne la surface du métal après la solidification de la zone fondue. Les 
auteurs ne précisent pas explicitement les dimensions géométriques des différentes zones du 
métal.  
Cependant, on peut distinguer trois zones : 
 Au centre, un cratère circulaire qui apparait lisse et clair. La surface est estimée à 
35 mm² (± 1 mm²) ce qui correspond à un rayon moyen de 3,34 mm. On peut 
considérer que le cratère correspond à la surface maximale de la zone fondue. 
 Une couronne extérieure au cratère central où le métal apparait rugueux et sombre. 
La surface est estimée à 97 mm² (± 1 mm²) soit un rayon moyen de 5,56 mm. On 
peut considérer que la limite extérieure marque le début de la ZAT. 
Chapitre III . Résultats du modèle et discussions 
 
122 
 À l’extérieur, le métal apparait clair et rugueux. Il correspond au métal dans son 
état initial. 
La figure III.1.7 représente le champ de température à la surface du métal, obtenu avec 
notre modèle appliqué dans les mêmes conditions que celles expérimentales. Cependant les 
auteurs n’indiquent pas la concentration de soufre présent dans l’acier. Dans notre simulation 
nous prenons une concentration de 200 ppm de soufre.  
Sur la figure III.1.7, deux isothermes sont représentées : 
 L’isotherme circulaire de 1727 K correspond à la température de changement de 
phase liquide-solide de l’acier AISI304. Cette valeur correspond à une valeur 
Figure III.1.6 Photographie du métal en vue de dessus de l’expérience [Nom10].  
Figure III.1.7 Vue de dessus de la température à la surface de la zone fondue. Les courbes noires 
correspondent aux isothermes 1727 K et 761 K. 
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moyenne du point de fusion issue des travaux K. Mills et al [Mil04]. Le rayon vaut 
3,44 mm soit une surface d’environ 37 mm². Cette valeur est en accord avec 
l’expérience. 
 L’isotherme située à 5,56 mm est celle de 761 K (488°C). Pour notre acier 
austénitique AISI 304, cette température est compatible avec la transformation 
    du fer hors équilibre [Mur98]. L’isotherme pourrait donc marquer le début 
de la zone sub-critrique de la ZAT et donc correspondre au changement de la 
nature du métal observé à la surface du métal de l’expérience. 
Au final, notre modèle reproduit des dimensions de la zone de soudure à la surface du 
métal qui sont compatibles avec des données expérimentales pour un arc d’argon avec 
d=5 mm et I=150 A.  
Forme de la zone fondue (expérience de F. Lu et al [Lu06]) 
Nous présentons maintenant une comparaison de la forme de la zone fondue sur une coupe 
transverse du métal. La confrontation est faite entre les résultats de notre modèle et des 
résultats expérimentaux de F. Lu et al. [Lu06]. Leurs conditions expérimentales sont 






Gaz de protection Cathode Métal 
Durée de 
chauffe 
5 mm 200 A Argon, 10 l.min
-1
 
Pointe d’angle 60° et 
de diamètre 3,2 mm. 
AISI304  
200 ppm S 
2 s 
Tableau III.1.3 Conditions de l’expérience de F. Lu et al [Lu06]. 
La figure III.1.8 illustre les formes de la zone fondue obtenues par l’expérience et notre 
simulation. Les points expérimentaux correspondent aux données fournies par les auteurs 
(sans barre d’incertitude ni de détails sur les traitements effectués sur le métal). Les résultats 
du modèle sont représentés par l’isotherme 1727 K.  
Figure III.1.8 Comparaison de la forme de la zone fondue dans une coupe transverse du métal. 
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Au centre du bain, la profondeur expérimentale est égale (1,0 mm) dans les deux cas. La 
largeur de la soudure de l’expérience est de 10,0 mm contre 9,1 dans notre modèle (< 10% 
d’écart). Dans les deux cas, on remarque un renflement dans la partie périphérique de la 
soudure qui est cependant plus marqué dans les résultats du modèle (avec une profondeur de 
1,4 mm contre 1 mm dans le modèle). En conclusion, notre modèle arrive à reproduire 
raisonnablement la forme de la zone fondue. 
III.1.2. Confrontations numériques 
Dans le paragraphe précédent nous avons comparé les résultats théoriques avec plusieurs 
résultats expérimentaux concernant les températures dans le plasma, le flux de chaleur, la 
densité de courant à la surface du métal ainsi que les dimensions de la zone fondue. Nous 
souhaitons maintenant comparer nos résultats sur les vitesses. Ces mesures de vitesses sont 
plus difficiles à obtenir expérimentalement. Nous comparons alors directement nos résultats 
théoriques avec ceux d’autres modèles. Dans la première section, nous discutons des vitesses 
dans le plasma. Dans la deuxième, nous détaillons les vitesses dans la zone fondue. Enfin, 
nous présentons dans une troisième section, une confrontation du tenseur des contraintes car il 
dépend de la vitesse du plasma au-dessus de l’anode. 
Notons dès à présent qu’il est moins pertinent de comparer deux modèles entre eux car les 
hypothèses ou les données de bases utilisées ne sont généralement pas les mêmes. Ces 
différences des modèles induisent donc une différence dans les résultats qu’il nous semble 
cependant utile de discuter.  
III.1.2.1. Vitesse dans le plasma (modèle de K. Hsu et al) 
Expérimentalement S. Snyder et R. Bentley [Sny96] déduisent les vitesses à l’aide de la 
spectroscopie de diffusion. Pour un plasma d’argon avec d=6,5 mm et I=200 A, les auteurs 
évaluent la vitesse atteinte par le plasma à 1,2 mm en dessous de la cathode : elle vaut environ 
160 m.s
-1
 au début des mesures et elle atteint 300 m.s
-1
 deux heures plus tard. Ces grands 
écarts de mesures montrent la difficulté pour caractériser expérimentalement les vitesses.  
Nous avons donc choisi une confrontation avec le modèle de K. Hsu et al [Hsu83a]. La 
figure III.1.9 illustre les profils axiaux des vitesses pour un plasma d’argon avec d=10 mm et 
I=200 A de notre modèle (pointillé) et du modèle de K. Hsu et al (trait plein). Les valeurs se 
rejoignent proche du point d’arrêt des vitesses sur l’anode (z<1 mm). La valeur maximale des 
vitesses est de 280 m.s
-1
 dans notre modèle contre 294 m.s
-1
 dans le modèle de K Hsu et al. 
Bien que ces valeurs maximales soient proches, on note une différence de près de 10% entre 2 
et 8 mm. 
Les raisons de ces différences peuvent être multiples. Tout d’abord, la méthode de calcul 
du champ magnétique a un impact sur les résultats. En effet, F. Lago [Lag04a] a montré que 
les vitesses sont supérieures (près de 40%) lorsque le champ magnétique est déterminé à 
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l’aide de la loi d’Ampère (c’est le cas du modèle de K. Hsu et al) par rapport au calcul par la 
méthode des potentiels vecteurs (c’est le cas de notre modèle). Les différentes formulations 
du calcul du champ magnétique ont été étudiées par P. Freton et al [Fre11]. Pour une 
configuration d’arc transféré, les auteurs montrent que l’estimation du champ magnétique 
dans le cœur de la décharge est plus correcte avec la méthode des potentiels vecteurs.  
Par ailleurs, on peut supposer que les données de base utilisées (notamment la viscosité) sont 
différentes.  
En définitive, les écarts de vitesses entre les deux modèles pour un plasma d’argon (avec 
I=200 A et d=10 mm) sont acceptables compte-tenu des différences dans la résolution des 
modèles. 
III.1.2.2. Vitesses dans la zone fondue (modèle de M. Goodarzi et al.) 
Dans cette section nous discutons des vitesses dans la zone fondue. Plusieurs auteurs ont 
caractérisé expérimentalement les vitesses présentes en surface de la zone fondue de plusieurs 
métaux (voir la section I.3.1.2). Ils obtiennent des vitesses comprises entre 10 et 20 cm.s
-1
.  
La confrontation numérique avec ces résultats est délicate pour plusieurs raisons : 
 Certaines conditions expérimentales ne peuvent pas être reproduites par notre 
modèle (par exemple la vitesse de déplacement de la torche).  
 Il peut manquer des informations sur la nature du métal.  
 Il y a une incertitude sur la mesure même des vitesses. En effet, certains auteurs se 
basent sur la vitesse de déplacement des agrégats à la surface du bain métallique 
mais on ne peut pas conclure sur la vitesse du fluide lui-même. 
Figure III.1.9 Comparaison du profil axial des vitesses avec le modèle de Hsu et al [Hsu83a] 
(0 mm : cathode, 10 mm : anode) pour un plasma d’argon I=200 A et d=10 mm. 
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Nous proposons donc de confronter nos résultats sur les vitesses de la zone fondue 
directement avec des résultats de modèle de la littérature. L’avantage des modèles est que les 
vitesses sont déterminées à la surface et à l’intérieur du bain métallique. Le modèle choisi est 
celui de M. Goodarzi et al [Goo97, Goo98] dont les conditions numériques sont regroupées 






Gaz de protection Cathode Métal 
Durée de 
simulation 
5 mm 200 A Argon Pointe d’angle 60° 
AISI304  
220 ppm S 
2 s 
Tableau III.1.4 Conditions numériques du cas de M. Goodarzi et al [Goo97, Goo98]. 
La figure III.1.10 représente le champ de vitesse pour une coupe transverse du métal du 
modèle de M. Goodarzi et al (a) et de notre modèle (b). La vitesse maximale est inférieure de 
20 % dans notre simulation : elle vaut 36,2 cm.s
-1
 pour le modèle de M. Goodarzi et al contre 
28,7 cm.s
-1
 dans notre modèle. Dans la partie centrale de la zone fondue les vitesses en 
surface sont orientées du centre vers les bords. On note la présence d’un renflement à la 
périphérie du bain où deux tourbillons sont présents. Le tourbillon le plus petit (en périphérie 
du bain) est lié à la force de Marangoni (voir paragraphe III.3.3). 
Les écarts entre les deux résultats s’expliquent par les différences dans les modèles. 
M. Goodarzi et al [Goo98] modélisent la pièce métallique (sans le domaine du plasma) en 2D 
avec un écoulement turbulent du métal. Les conditions aux limites du métal sont calculées à 
l’aide d’un modèle d’arc (sans la prise en compte de vapeurs métalliques) en 2D de la même 
équipe [Goo97]. Dans notre cas, le plasma et la pièce métallique sont résolus par un même 
modèle dans une seule géométrie en 3D. 
De plus, les données de base utilisées sont différentes. D’abord, les coefficients de transport 
du métal ne varient pas avec la température dans le modèle de M. Goodarzi et al alors que 
Figure III.1.10 Comparaisons du champ de vitesse de la zone fondue délimité par l’isotherme 
1723K. (a) Résultats numériques de M. Goodarzi et al [Goo98]. (b) Résultats de notre modèle. 
(a) (b) 
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dans le nôtre, chaque propriété en dépend. Ensuite, les données utilisées pour calculer la force 
de Marangoni sont différentes ce qui modifie les dimensions de la zone fondue (voir le 
paragraphe III.3.2).  
Pour conclure, notre modèle reproduit les caractéristiques particulières du champ de 
vitesse prédit par le modèle de M. Goodarzi et al pour un plasma d’argon (avec I=200 A et 
d=5 mm) en interaction avec un acier AISI 304. En effet, on retrouve deux tourbillons de 
vitesse (qui créé un renflement à la périphérie de la zone fondue) et l’orientation des vitesses à 
la surface. 
III.1.2.3. Tenseur de contraintes du plasma 
Dans cette section nous nous intéressons au tenseur des contraintes du plasma à la surface 
du métal. En effet, cette valeur qui dépend de la vitesse et de la viscosité, est importante dans 
la description de la force de trainée (voir le paragraphe III.3.3). 
Nous confrontons nos valeurs du tenseur des contraintes du plasma avec le modèle 2D de 
A. Murphy et al [Mur09b]. Dans leur cas, la cathode, le plasma et l’anode sont résolues dans 
un même domaine de calcul. Plusieurs mélanges d’argon et d’hélium sont étudiés pour des 
arcs en interaction avec du cuivre avec d=5 mm et I=150 A. 
La figure III.1.11 illustre le profil radial du tenseur du plasma à la surface du métal pour un 
plasma d’argon. La valeur maximale de notre modèle (40,4 N.m-2) est atteinte pour 
x≈0,9 mm. La valeur maximale d’A. Murphy et al (≈37,5 N.m-2) est atteinte pour x≈1,2 mm. 
La différence des valeurs maximales et le décalage spatial des courbes sont faibles.  
Figure III.1.11 Confrontation du tenseur des contraintes du plasma avec les résultats du modèle 
d’A. Murphy et al [Mur09b]. 
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Ces résultats montrent un accord entre les deux modèles pour l’argon. Le tenseur des 
contraintes dépend du gradient de vitesse et de la viscosité. Or, la viscosité utilisée dans les 
deux modèles est similaire. Donc, l’accord des valeurs du tenseur des contraintes traduit un 
accord sur la dérivée des vitesses au niveau de la surface du métal dans la cas de l’argon pur. 
Cet accord pour d’autres gaz est moins bon. Ainsi, pour un plasma d’hélium, d’A. Murphy 
et al obtiennent une valeur maximale proche de 8 N.m
-2
 contre 35 N.m
-2
 avec de l’Arcal 37. 
Bien que ce mélange d’Arcal soit composé de 70 % d’hélium, les auteurs déterminent une 
valeur plus proche de la valeur de l’argon que la valeur de l’hélium. Dans notre modèle, avec 
de l’Arcal 37, nous obtenons une valeur maximale de 7,3 N.m-2. Notre valeur est donc en 
désaccord avec celle obtenue par A. Murphy et al. La viscosité étant similaire dans les deux 
modèles, cela traduit un désaccord dans le gradient des vitesses.  
Une différence majeure entre les deux modèles est le domaine de calcul. Dans le modèle 
de A. Murphy et al la cathode est résolue. Il n’y a pas de modèle de gaine mais un bilan 
d’énergie particulier est utilisé entre la cathode et le plasma. Dans notre modèle, la cathode est 
représentée par des conditions aux limites. La densité de courant est imposée dans notre 
modèle par un profil expérimental déterminé dans l’argon (voir le paragraphe II.1.4). 
A. Murphy et al ne donnent pas la densité de courant à la sortie qu’ils calculent. Nous ne 
pouvons donc pas confronter les valeurs de la densité de courant. Or, cette densité de courant 
influe directement la force de Lorentz qui est majoritairement à l’origine des vitesses dans la 
colonne du plasma. La vitesse maximale dans le plasma (qui est atteinte proche de la cathode) 
dépend donc en partie du profil à la sortie de la cathode.  
Dans le plasma d’argon, la vitesse maximale dans la colonne du plasma est 193 m.s-1 dans 
notre modèle contre 217 m.s
-1
 dans le modèle de A. Murphy et al. Ces écarts de vitesses ne 
sont pas assez important pour modifier le tenseur des contraintes. Dans le plasma d’Arcal 37, 
les vitesses maximales sont respectivement de 194 m.s
-1
 et 332 m.s
-1
. Ces écarts de vitesses 
pourraient expliquer la différence dans les gradients de vitesses proches de l’anode et donc les 
différences obtenues dans le tenseur des contraintes
9
. 
Aucun des deux modèles n’a été validé expérimentalement que ce soit sur les vitesses 
atteintes dans le plasma, les valeurs du tenseur des contraintes ou la densité de courant à la 
cathode dans l’Arcal 37. Dans une autre configuration (I=180 A et d=5,5 mm), les 
températures prédites par notre modèle ont été validités expérimentalement pour le plasma 
d’Arcal 37 (voir la section III.1.1.1). Cependant à notre connaissance, le modèle de 
A. Murphy et al n’a pas été confronté à des résultats expérimentaux de température dans les 
plasmas d’Arcal 37.  
                                                 
9
 Les écarts de vitesses entre un plasma d’argon et d’Arcal 37 sont discutés dans la partie III.2. 
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III.1.3. Discussions sur les hypothèses du modèle 
Dans notre modèle, la surface du métal est indéformable, l’écoulement du métal est 
laminaire et la chute de tension à l’anode n’est pas incluse dans le bilan d’énergie. Ces trois 
choix sont basés sur des études numériques et expérimentales. Nous proposons dans ce 
paragraphe de rediscuter à postériori de ces hypothèses. 
III.1.3.1. État de la surface 
L’état de la surface du métal dépend de plusieurs paramètres dont la pression exercée par 
le plasma sur le liquide métallique et la tension de surface du métal (voir la section I.2.2.5). 
Dans cette section, nous revenons sur les travaux qui ont permis de considérer une surface 
indéformable dans les plasmas d’argon. Nous discutons ensuite du critère qui permet 
d’étendre cette condition au plasma d’Arcal 37. 
M. Lin et T. Eagar [Lin85] ont développé un modèle numérique qui étudie la courbure de 
la surface du métal. Le modèle prend comme conditions aux limites des pressions exercées 
par le plasma à la surface du métal qui ont été obtenues expérimentalement. Pour un plasma 
d’argon avec d=5 mm, les valeurs maximales de suppression sont d’environ 196 Pa, 882 Pa et 
1421 Pa pour des intensités respectives de 100 A, 200 A et 300 A. Selon les auteurs, aux 
faibles courants (vers 200 A) la dépression calculée à la surface du bain métallique est faible 
et elle n’a pas d’influence significative sur la forme de la zone fondue. D’après eux, ce 
résultat est cohérent avec des résultats expérimentaux. Selon les mêmes auteurs, dès 300 A, 
numériquement, la déformation n’est plus négligeable (quelques millimètres) mais n’a pas 
beaucoup d’influence sur les dimensions de la zone fondue. Il faut atteindre des intensités de 
500 A pour que la pression modifie les dimensions de la zone fondue. 
À partir de cette étude, nous pouvons introduire un critère pour estimer une surface 
indéformable. Nous considérons que pour une surpression entre 196 Pa et 882 Pa, la 
déformation de la surface est négligeable sur les dimensions de la soudure.  
Nous choisissons d’appliquer ce critère sur les plasmas que nous avons modélisé. Le 
tableau III.1.5 synthétise les surpressions maximales obtenues pour nos résultats.  
 
Plasma d (mm) I (A) Surpression (Pa) 
Argon 5 100 101 
Argon 5 150 258 
Argon 5 200 475 
Argon 10 200 450 
Arcal 37 5 150 175 
Arcal 37 5 200 280 
Tableau III.1.5 Suppression maximale du plasma au niveau de la surface du métal. 
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La référence des pressions est 1013 hPa. La surpression maximale est rencontrée pour des 
arcs d’argon avec d=5 mm et I=200 A. Dans les plasmas d’Arcal 37, les surpressions sont 
inférieures car le plasma d’Arcal 37 est moins dense et les vitesses sont plus faibles proche de 
l’anode par rapport au plasma d’argon équivalent (voir la section III.2.1.2). 
Dans notre gamme d’intensité et de gaz d’étude, le critère sur les suppressions est vérifié. 
Le choix d’une modélisation d’une surface indéformable est donc légitime. 
III.1.3.2. Caractère de l’écoulement dans le métal 
Dans cette section, nous calculons le nombre de Reynolds à partir des résultats de la zone 
fondue obtenus après 2 s d’application d’un plasma d’argon avec I=200 A et d=5 mm sur un 
acier AISI 304 (présentés dans la section III.1.1.3). On rappelle que le nombre de Reynolds 
caractérise l’écoulement d’un fluide. Il est donné par la formule : 
     
   
 
 (III.1.1) 
Dans notre simulation, la température maximale est 2319 K ce qui correspond à une masse 
volumique   d’environ 6500 kg.m-3 et une viscosité dynamique   de 0,006 kg.m-1.s-1. En 
prenant la vitesse maximale (soit 28,9 cm.s
-1
) et la longueur caractéristique de la zone fondue 
de 4 mm (correspondant à la longueur maximale où la vitesse maximale est présente), le 
nombre de Reynolds vaut alors de 1252. Pour les métaux, le nombre de Reynolds critique 
entre un écoulement laminaire et turbulent est fixé à 2300 [Zha09]. Notre valeur (maximale) 
est inférieure à ce nombre critique. Ce résultat justifie à postériori le choix d’un traitement 
laminaire. 
Outre la valeur du nombre de Reynolds, l’hypothèse d’un traitement laminaire peut être 
validée indirectement par les dimensions de la zone fondue. Nous avons vu dans la section 
III.1.1.3 que notre modèle arrivait à reproduire ces dernières. 
De plus, plusieurs modèles de la littérature (confrontés avec des résultats expérimentaux) 
considèrent l’écoulement du métal laminaire même lorsque les vitesses sont supérieures à 
celles de notre modèle (et donc un nombre de Reynolds plus grand). Par exemple, pour un 
plasma d’hélium avec I=150 A et d=5 mm, M. Tanaka et al [Tan10], la vitesse maximale 
atteinte est de 99 cm.s
-1
 dans un acier AISI 304 après 20 s d’interaction. Les vitesses prédites 
par notre modèle restent toujours inférieures à cette valeur. 
Ces différents arguments et confrontations justifient à postériori l’approche d’un 
écoulement laminaire du métal dans notre modèle. 
III.1.3.3. Chute de tension à l’anode 
Le dernier point de discussion est l’influence de la prise en compte de la chute de tension à 
l’anode dans le bilan d’énergie à la surface du métal.  
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Dans notre modèle, comme le préconise H. Dinulescu et E. Pfender [Din80] (voir 
paragraphe III.1.3.4), la chute à l’anode dans le bilan d’énergie n’est pas prise en compte. 
Nous proposons ici d’étudier l’influence de la prise en compte de la chute à l’anode    égale à 
3,5 V (utilisée par F. Lago [Lag04a]). Dans ce cas le flux à l’interface (équation III.1.45) 
devient : 
   ⃗⃗⃗⃗⃗  ( ⃗    ⃗⃗⃗⃗⃗
  
 
  ⃗     )   ⃗⃗⃗⃗⃗      ⃗⃗⃗⃗⃗   (III.1.2) 
La figure III.1.12 illustre les dimensions de la zone fondue obtenues après 2 s 
d’application d’un plasma d’argon (avec I=200 A et d=5 mm) sur un acier AISI 304. Lorsque 
la chute de tension est prise en compte (trait discontinu), le rapport largeur/profondeur de la 
zone fondue (représentée par l’isotherme de 1727 K) est de 15,6/1,6 (mm/mm). La zone 
fondue est plus volumineuse avec la prise en compte de la chute de tension que sans la chute 
(trait plein). De plus, les dimensions obtenues en prenant en compte la chute ne sont pas 
compatibles avec les résultats expérimentaux (trait pointillé avec un marqueur rond). 
Donc en prenant en compte la chute à l’anode (positive), le transfert thermique est trop 
important. À l’inverse, en prenant une chute négative (égale à 3,5 V) le transfert ne l’est pas 
assez. Dans notre modèle et les configurations étudiées, la prise en compte de la chute n’est 
donc pas nécessaire. Cette chute de tension n’est également pas prise en compte dans le 




Dans cette partie, nous avons confronté de façon satisfaisante les résultats de notre modèle 
avec plusieurs études de la littérature. Nous nous sommes focalisés sur des plasmas d’argon et 
Figure III.1.12 Limites de la zone fondue dans le cas avec et sans la prise en compte de la chute de 
tension à l’anode et comparaison avec l’expérience. 
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d’Arcal 37 pour des intensités comprises entre 100 et 200 A et des longueurs d’arc comprises 
entre 5 et 10 mm et sur des aciers inoxydables AISI 304. Ces conditions correspondent à des 
paramètres de soudure que nous utilisons dans la suite du document. 
Nous avons également discuté à postériori de trois conditions du modèle : 
 Concernant la surface du métal, nous avons évalué les surpressions calculées dans 
notre gamme d’étude. En comparant avec la littérature, nous avons conclu que dans 
nos conditions, la pression de l’arc n’a pas d’influence sur la déformation de la 
surface. Ce résultat justifie la condition d’une surface indéformable. 
 Concernant l’écoulement du fluide dans le métal, le nombre de Reynolds calculé est 
compatible avec un traitement laminaire. Nous sommes cependant proches de la 
transition entre le régime laminaire et turbulent. La confrontation avec l’expérience de 
la dimension de la zone fondue et l’utilisation d’un écoulement laminaire dans un 
autre modèle validé expérimentalement justifient le choix d’un traitement laminaire. 
 Concernant la chute à l’anode, nous avons observé qu’en la prenant en compte, les 
dimensions de la zone fondue sont surévaluées. Cela confirmerait que cette chute n’est 
pas nécessaire pour nos configurations. 
 
Un des buts de cette partie a été de confronter nos résultats directement avec ceux de la 
littérature pour différentes conditions d’application (intensité, longueur de l’arc et nature du 
gaz plasmagène). Nous n’avons quasiment pas discuté de l’impact de ces différentes 
conditions d’application sur les résultats. A l’inverse, nous souhaitons dans la section suivante 
regrouper et préciser les résultats obtenus avec notre modèle uniquement lorsque la nature du 
plasma est différente. 
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III.2. CHANGEMENT DE LA NATURE DU GAZ 
La nature du gaz est un paramètre opératoire du soudage TIG qui influe sur la qualité de la 
soudure. Dans cette partie, nous appliquons notre modèle pour comprendre l’influence de la 
nature du gaz sur les caractéristiques du plasma et du bain métallique et donc sur la soudure.  
Pour cela, nous présentons les résultats de notre modèle appliqué pour un plasma d’argon 
et un plasma d’Arcal 37 en interaction avec un acier AISI 304. La distance entre la cathode et 
l’anode est fixée à d=5,5 mm et l’épaisseur du métal est   =5 mm. 
Puisque la nature du gaz influe sur la tension de l’arc, nous avons choisi d’étudier les 
différences lorsque la puissance ou l’intensité est considérée constante. Trois différents cas 
sont alors définis : 
 Cas A : un plasma d’argon avec une puissance de référence de la colonne du 
plasma constante P=1460 W (avec une intensité de référence I=200 A). 
 Cas B : un plasma d’Arcal 37 avec une puissance de la colonne du plasma 
constante P=1460 W (I=150 A). 
 Cas C : un plasma d’Arcal 37 avec une intensité constante I=200 A (P=1970 W). 
La puissance de la colonne est calculée à partir de l’intégration de la puissance dissipée 
localement par effet Joule : 
       ∫
 ⃗   ⃗
 
     (III.2.1) 
La comparaison des cas A et B montre l’influence de la nature du gaz lorsque la puissance 
est constante tandis que la comparaison des cas A et C montre l’influence lorsque l’intensité 
est constante. Nous présentons parfois directement les différences entre les cas B et C pour 
insister sur les modifications lorsque la puissance ou l’intensité sont considérées constantes. 
Dans un premier paragraphe, les comparaisons entre les cas sont faites pour montrer 
l’influence de la nature du gaz et de ses propriétés sur les caractéristiques énergétique et 
dynamique du plasma. Les caractéristiques du bain métallique sont décrites dans le deuxième 
paragraphe. 
III.2.1. Influence sur le plasma 
Dans ce paragraphe, les trois cas définis sont comparés afin de montrer l’influence de la 
nature du gaz sur la température et la vitesse du plasma ainsi que la production de vapeurs 
métalliques. 
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III.2.1.1. Température du plasma 
Dans la section III.1.1.1, les champs de température pour les plasmas d’argon et 
d’Arcal 37 ont déjà été présentés mais aucune comparaison directe n’a été faite entre deux 
plasmas car les intensités (ou les puissances) n’étaient pas les mêmes. Dans cette section, 
Figure III.2.1 Champs de température et isothermes (de 4 kK à 18 kK par pas de 2 kK) dans une 
coupe transverse (x-z) pour les trois cas après 2 s d’interaction.  
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nous discutons directement de l’influence de la nature du gaz sur la température des plasmas 
dans les mêmes conditions d’application. 
La figure III.2.1 présente les champs de température et les isothermes dans le plasma 
d’argon (cas A, en haut), dans le plasma d’Arcal 37 avec la même puissance que l’argon (cas 
B, au milieu) et dans le plasma d’Arcal 37 avec la même intensité que l’argon (cas C, en bas) 
obtenus après 2 s d’interaction.  
Dans un premier temps nous discutons de la température maximale des plasmas. Nous 
détaillons ensuite les différences sur la forme entre les plasmas d’argon et d’Arcal 37 à partir 
des propriétés physiques des plasmas. 
Températures maximales 
Dans les cas A, B et C, les températures maximales sont situées proche de la cathode et 
valent respectivement 20912 K, 22579 K et 23291 K. Dans les plasmas d’Arcal 37 (cas B et 
C), les isothermes 16 kK et 18 kK sont plus étendues que dans le cas de l’argon.  
La température maximale dans l’Arcal 37 avec l’intensité de référence (cas C, 23291 K, 
1970 W) est plus élevée que celle dans l’Arcal 37 à la puissance de référence (cas B, 
22579 K, 1460 W).  
Forme du plasma 
On remarque sur la figure III.2.1 que dans les plasmas d’Arcal 37, les isothermes les plus 
froides (de 4 kK à 12 kK) sont plus resserrées et le plasma perd la forme caractéristique de 
poire qu’il a dans le cas de l’argon.  
Nous cherchons maintenant à expliquer cette différence de forme par les propriétés 
physiques des deux gaz. Pour cela, la figure III.2.2 montre les isothermes 4 kK générées dans 
des plasmas fictifs avec une puissance constante P=1460 W après 20 ms. Les 6 gaz fictifs 
utilisés correspondent à chaque fois à la substitution d’une unique propriété physique de 
l’argon par la propriété correspondante de l’Arcal 37. 
Lorsque la viscosité (cyan), la conductivité électrique (bleu) ou le coefficient d’émission 
nette (violet) sont remplacés, les isothermes 4kK sont quasiment confondues. Les extensions 
radiale et verticale de ces isothermes sont similaires à celle du plasma d’argon. Ainsi, bien 
que ces trois grandeurs interviennent dans le bilan d’énergie, elles n’ont que peu d’influence 
sur la forme du plasma.  
En changeant la masse volumique (rouge), l’isotherme s’étend plus vers la cathode. À 
l’inverse, en changeant la chaleur spécifique (et en même temps l’enthalpie, en couleur noire), 
l’isotherme est moins étendue et donne l’illusion de se rapprocher de l’anode. Cependant dans 
ces deux cas, l’extension radiale des isothermes est similaire à celle dans l’argon. Ces deux 
propriétés (qui interviennent également dans l’équation de l’énergie) ont donc une influence 
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sur la forme caractéristique du plasma. Leur modification n’explique par contre pas la forme 
obtenue dans le plasma d’Arcal 37. 
Enfin, la modification de la conductivité thermique (vert) entraine une réduction de la 
largeur de l’isotherme se rapprochant des caractéristiques de celle du plasma d’Arcal 37. On 
peut conclure que les différences entre la forme d’un plasma d’argon et d’Arcal 37 (à même 
puissance) sont essentiellement dues à la différence de conductivité thermique.  
Pour conclure cette section, la température (ou l’enthalpie) maximale dans les plasmas 
d’Arcal 37 est plus grande que dans le plasma d’argon que ce soit à puissance ou intensité 
constante. Dans les deux cas, le plasma est moins étendu radialement. 
III.2.1.2. Vitesses dans le plasma 
Dans cette section, l’impact du changement de la nature du plasma sur le champ des 
vitesses est discuté à partir du profil axial des vitesses et du tenseur des contraintes du plasma. 
Vitesses axiales 
La figure III.2.3 illustre les profils axiaux des vitesses. Le plan z=5 mm correspond à la 





 et 278 m.s
-1
) sont atteintes près de la cathode mais le profil des vitesses 
est différent.  
Les figures III.2.4 et III.2.5 présentent les valeurs de la masse volumique et de la viscosité 
dynamique sur l’axe de la décharge : 
 La masse volumique dans les plasmas d’Arcal 37 est plus faible que celle du plasma 
d’argon ce qui explique que la vitesse maximale dans le cas C est supérieure au cas A.  
Figure III.2.2 Isothermes 4kK pour les gaz imaginaires avec une puissance constante de P=1460 W 
après 20 ms.  
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 La viscosité dynamique dans les plasmas d’Arcal 37 est plus grande que celle du 
plasma d’argon ce qui entraine une chute plus rapide des vitesses dans les cas B et C. 
Le comportement dynamique du plasma est donc le résultat d’un changement de la 
viscosité et de la masse volumique.  
La figure III.2.6 illustre le débit de gaz selon l’axe de la décharge. On remarque que le 
débit est plus faible dans les plasmas d’Arcal 37 comparé au plasma d’argon. Ainsi, bien que 
les vitesses maximales soient atteintes dans un plasma d’Arcal 37, l’effet de pompage des gaz 
est moins important que dans le plasma d’argon. 
Figure III.2.3 Profils axiaux des vitesses pour les trois cas. 
Figure III.2.4 Masse volumique selon l’axe de la décharge pour les trois cas. 
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Tenseur des contraintes 
En plus des vitesses axiales, les vitesses transversales à l’axe de la décharge sont 
modifiées par le changement de la nature du gaz. Ainsi, pour les trois cas, l’évolution de ces 
vitesses au-dessus de l’anode conduit à une modification du tenseur des contraintes. 
Dans la section III.1.2.3, nous avons déjà constaté que pour la même intensité (I=150 A) 
les valeurs du tenseur des contraintes sont plus faibles dans le plasma d’Arcal 37.  
La figure III.2.7 représente les profils transversaux du tenseur des contraintes pour les cas 
A, B et C. Les valeurs maximales du tenseur pour les cas A, B et C sont respectivement 
Figure III.2.5 Viscosité selon l’axe de la décharge pour les trois cas. 
Figure III.2.6 Débit de gaz   𝜌𝑣𝑧  𝑆  sur l’axe de la décharge pour les trois cas. 







 et 23,4 N.m
-2
. Le comportement du tenseur des contraintes est le même 
pour une intensité de 200 A : les valeurs dans le plasma d’argon à 200 A (cas A) sont plus 
élevées que celles dans le plasma d’Arcal à 200 A (cas C).  
Puisque les vitesses sont plus faibles dans le cas B que dans le cas C, il est logique que les 
valeurs dans le plasma d’argon (cas A) soient également supérieures à celles dans le plasma 
d’Arcal pour la même puissance (cas B). 
III.2.1.3. Distribution des vapeurs métalliques 
Dans cette section nous montrons l’influence de la nature du gaz plasmagène sur la 
distribution et la production des vapeurs métalliques dans le plasma. La figure III.2.8 donne 
quelques isovaleurs de fraction massique de vapeur de fer produites par la pièce métallique.  
Dans le plasma d’argon à 2 s, peu de vapeurs sont produites. La fraction massique 
maximale de vapeurs de fer est de 0,7% (soit une fraction molaire de 0,5%). À l’inverse, dans 
les plasmas d’Arcal 37, plus de vapeurs sont présentes. Les concentrations maximales sont de 
28,5% (cas B avec la même puissance que l’argon) et de 34,5% (cas C avec la même intensité 
que l’argon). Ce qui correspond respectivement à des fractions molaires de 9,5% et 12,2%. 
Dans le plasma d’argon les vapeurs sont en trop faible quantité pour influer sur les propriétés 
du plasma. Par contre, dans le cas C les vapeurs ont un effet sur le plasma et la zone fondue 
comme détaillé dans la partie III.4. 
Figure III.2.7 Profils selon l’axe y du tenseur des contraintes du plasma à la surface du métal pour 
les trois cas. 
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Entre le cas A et le cas C, l’intensité du courant est la même mais la puissance est différente : 
respectivement P=1460 W et P=1970 W. Il est donc normal d’obtenir un champ de vapeurs 
différent entre les deux cas. Par contre, entre les cas A et B, la puissance est constante et le 
champ de vapeurs est également différent. La nature du plasma intervient donc directement 
sur la production de vapeur. 
Figure III.2.8 Isovaleurs de fraction massique (0,1% ; 0,5% ; 1% ; 2% et 5%) avec en filigrane le 
champ de température dans une coupe transverse (x-z) pour les trois cas après 2 s d’interaction. 
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L’origine de cette production de vapeurs est indiquée de la figure III.2.9. Elle représente la 
valeur la fraction massique de fer à la surface du métal en fonction de la température pour les 
deux plasmas. La concentration de vapeurs dépend de la température de la surface et la 
fraction molaire du gaz (voir chapitre II.1.3.1).  
Ainsi la différence de concentration de vapeurs entre l’argon et l’Arcal 37 provient de 
deux effets : l’augmentation de la température à la surface du métal (voir le paragraphe 
III.2.2.1) et la diminution de la masse molaire du plasma. 
III.2.2. Influence sur la zone fondue 
Dans ce paragraphe, l’influence de la nature du gaz plasmagène sur la zone fondue est 
étudiée en analysant la température à la surface du métal, les dimensions de la zone fondue et 
sa distribution des vitesses. Nous discutons également du bilan de puissance transmis à la 
pièce métallique en fonction du type de gaz utilisé. 
III.2.2.1. Température 
La figure III.2.10 illustre l’évolution de la température à la surface de l’anode pour les 
trois cas. Dans les deux plasmas d’Arcal 37 (même puissance ou même intensité que l’argon), 
les températures sont supérieures à celles de l’argon pour des rayons inférieurs à 3 mm. Pour 
des rayons supérieurs, les températures avec l’argon (cas A) sont inférieures à celles avec 
l’Arcal 37 à la même intensité (cas C) mais supérieures à celles avec l’Arcal 37 à la même 
puissance (cas B).  
Figure III.2.9 Évolution de la condition aux limites la fraction massique de vapeur de fer en fonction 
de la température. 





Figure III.2.10 Profils selon l’axe y de la température à la surface du bain. 
Figure III.2.11 Densité de courant axial (échelle de gauche) et flux électrique (à droite) à la surface 
du métal.  




Deux variations particulières dans l’évolution de la température peuvent être notées autour 
de 2114 K et 1727 K. La première température correspond à la température pour laquelle le 
coefficient de Marangoni change de signe. L’effet de la force de Marangoni sur la température 
et les vitesses de la zone fondue est discuté dans la partie III.3. La deuxième température est 
la température du changement de phase liquide-solide. 
Les différences de température à la surface de l’anode peuvent s’expliquer par les 
composantes du flux d’énergie : 
 La figure III.2.11 présente la contribution électrique du flux d’énergie et la densité de 
courant à la surface du métal. Avec l’Arcal 37 (cas B et C), la densité de courant est 
plus élevée au centre (près du double) par rapport au cas avec l’argon (cas A) car le 
plasma est moins étendu radialement. Cela conduit à un flux électrique plus important 
proche du centre de l’anode.  
 La figure III.2.12 illustre la composante de conduction du flux d’énergie. On remarque 
que le flux est plus important avec l’utilisation d’Arcal 37. Cependant les différences 
sont moins importantes que pour le flux électrique.  
Au final, l’augmentation des flux explique pourquoi la température au centre de la surface 
du métal est supérieure avec l’Arcal 37 par rapport au cas dans l’argon. 
III.2.2.2. Puissance transmise à la pièce métallique 
Nous venons d’étudier les différentes composantes du flux d’énergie pour expliquer la 
différence de température à la surface du métal. Nous proposons maintenant d’analyser la 
puissance transmise à la pièce métallique en fonction de la puissance disponible dans l’arc. 
Figure III.2.12 Flux de conduction à la surface du métal. 
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La puissance transmise à la pièce métallique est calculée en intégrant le flux total 
d’énergie. Il inclut la puissance transmise par les électrons lors de leur réabsorption dans le 
métal. Cette puissance est comparée avec la puissance disponible        à l’anode, approximée 
telle que : 




où    est le travail de sortie des électrons du métal anodique (en eV). 
Le tableau III.2.1 regroupe les valeurs de la puissance transmisse à l’anode dans chaque 
cas. Bien que la puissance de l’arc soit constante entre le cas A et B, la puissance transmise à 
l’anode est moindre car l’intensité et le flux électrique sont plus faibles. La puissance 










Puissance à l’anode 
(W) et pourcentage 
A Argon 200 A 1460 2400 2161 (90%) 
B Arcal 37 150 A 1460 2165 1920 (90%) 
C Arcal 37 200 A 1970 2910 2541 (87%) 
Tableau III.2.1 Puissance transmise à la pièce métallique pour chaque cas. 
Dans les cas A et B, la puissance transmise à l’anode représente 90% de la puissance 
disponible. Dans le cas C, la part de la puissance transmise à l’anode est légèrement plus 
faible (87%). Cette différence peut s’expliquer par la présence des vapeurs qui augmente le 
rayonnement et donc les pertes radiatives. 
III.2.2.3. Limite de la zone fondue et champ de vitesse 
Dans cette section, nous précisons l’influence de la nature du plasma sur les dimensions de 
la zone fondue et le profil des vitesses qu’illustre la figure III.2.13. Nous présentons pour 
conclure une étude des puissances des forces dans le bain métallique pour les cas A, B et C. 
Nous avons déjà discuté des résultats dans l’argon (cas A, figure III.2.13.a). Les 
dimensions de la zone fondue (l=9,1 mm et p=1,4 mm) ont été validées avec les résultats 
expérimentaux de F. Lu et al [Lu06] (voir la section III.1.1.3). Le champ de vitesse à quant à 
lui été confronté avec le modèle de M. Goodarzi et al [Goo98] (voir la section III.1.2.2).  
En utilisant l’Arcal 37 avec la même puissance que dans l’argon (cas B, figure III.2.13.b), 
le rapport l/p vaut 8,1/1,5 (mm/mm). La zone fondue est moins large que celle obtenue avec 
de l’argon (1 mm de moins) mais elle est plus profonde (jusqu’à 0,5 mm au centre du bain). 
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Le volume de la zone fondue est plus faible dans le cas B (60,3 mm
3
) que dans le cas A 
(68,6 mm
3
) car la puissance transmise à l’anode est plus faible. 
On retrouve, comme dans le cas de l’argon, une partie renflée en périphérie avec la présence 
de deux tourbillons. La vitesse maximale est plus importante que dans le cas avec de l’argon : 
39,7 cm.s
-1
 contre 28,9 cm.s
-1
 car la température en surface est plus élevée.  
Figure III.2.12 Limite de la zone fondue (trait continu noir correspondant à l’isotherme de 1727 K) 
et champ de vitesse dans une coupe transverse (x,z) du métal pour les trois cas après 2 s 
d’interaction. 
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On distingue un tourbillon de vitesse antihoraire supplémentaire dans la partie centrale basse 
du bain métallique. Il est dû à la force électromagnétique qui a tendance à creuser la partie 
centrale du bain. Elle est plus importante dans le cas avec de l’Arcal 37 car la densité de 
courant est plus importante sur l’axe de la décharge. Nous pouvons noter que les vitesses dans 
ce tourbillon sont faibles (< 5 cm.s
-1
) par rapport aux vitesses dans les tourbillons du 
renflement périphérique (≈15 cm.s-1). 
En utilisant l’Arcal 37 avec la même intensité que dans l’argon (cas C, figure III.2.13.c) le 
rapport l/p est de 9,9/1,9 (mm/mm). La puissance délivrée à la pièce métallique est plus 
importante que dans les deux autres cas. Il n’est donc pas surprenant de trouver une zone 
fondue plus volumineuse (102,9 mm
3
). Dans le cas C, on retrouve les mêmes types de 
tourbillons que dans le cas B cependant la vitesse maximale est supérieure : 45,1 cm.s
-1
 (cas 
C) contre 39,7 cm.s
-1
 (cas B). 
Au final, en utilisant de l’Arcal 37 le transfert d’énergie et donc la température de la zone 
fondue sont plus importants qu’en utilisant de l’argon. La profondeur dans les cas avec 
l’Arcal 37 est plus grande notamment au centre de la zone fondue. Pour une même puissance 
que dans le cas avec de l’argon, la largeur est plus faible tandis que pour une même intensité, 
la largeur est plus grande. 
Le tableau III.2.2 permet de synthétiser l’importance des forces dans le bain métallique. Il 
présente pour les trois cas A, B et C la puissance des quatre forces de la zone fondue que nous 
avons identifiées dans la partie I.2. 
 
Cas Gaz Intensité 
Puissance de la force  ⃗ :   ⃗   ⃗        
 (W) 
Gravité Laplace Trainée Marangoni 



























Tableau III.2.2 Puissances des forces dans le bain métallique dans les trois cas après 2 s d’interaction. 
Dans le plasma d’argon (cas A), la force prédominante est la force de trainée. Dans les 
plasmas d’Arcal, nous avons vu que le tenseur des contraintes est plus faible ce qui conduit à 
une diminution de la puissance de la force de trainée. Par ailleurs, la force de Marangoni 
augmente dans les plasmas d’Arcal 37 à cause des températures plus élevées à la surface du 
métal. Ainsi, dans les plasmas d’Arcal 37, c’est la force de Marangoni qui prédomine. Nous 
remarquons que les forces de gravité et de Laplace ont une moindre importance en terme de 
puissance que les deux forces surfaciques. 
 
 




Dans cette partie nous avons étudié l’influence du changement de gaz sur les 
caractéristiques du plasma et la zone fondue. Le plasma d’argon (I=200 A, d=5,5 mm, 
P=1460 W) a servi de cas de référence. Nous l’avons comparé aux résultats d’un plasma 
d’Arcal 37 ayant la même puissance ou la même intensité. 
En utilisant l’Arcal 37, le plasma est plus chaud comparé au plasma d’argon que ce soit à 
puissance ou à intensité constante. Cela conduit à un transfert thermique plus important à la 
pièce métallique entrainant des températures de surface plus élevées et donc une production 
de vapeurs de fer plus importante (jusqu’à une fraction massique de 34%).  
La soudure est plus profonde au centre dans les cas où l’Arcal 37 est utilisé ce qui rejoint les 
résultats de la documentation technique [Paq07]. Par ailleurs, le métal liquide se déplace plus 
rapidement à cause d’une force de Marangoni plus importante. Pour ces plasmas, la force 
électromagnétique à l’intérieur du métal a un effet plus marquée car les valeurs de la densité 
de courant à la surface du métal sont plus grandes. 
Nous avons vu qu’il y a des effets différents selon que le plasma d’Arcal 37 a la même 
puissance que le plasma d’argon ou la même intensité : 
 Lorsque la puissance est la même, les vitesses dans le plasma sont plus faibles dans 
l’Arcal 37 que dans l’argon. A l’inverse, des vitesses plus importantes sont 
présentes dans le plasma d’Arcal 37 lorsque l’intensité entre l’argon et l’Arcal 37 
est la même. 
 Pour la même puissance la largeur du bain est plus faible avec un plasma 
d’Arcal 37 qu’avec un plasma d’argon ; avec la même intensité, la largeur est plus 
grande. 
 
Le dernier point que nous avons détaillé dans cette partie a été la dynamique de la zone 
fondue. Nous avons relié certaines différences dans les champs de vitesse aux forces présentes 
dans le bain métallique. Dans la partie suivante nous désirons montrer plus précisément le 
rôle des forces sur la zone fondue et indirectement sur le plasma.  
  






III.3. RÔLES DES FORCES DE LA ZONE FONDUE  
Les mouvements de la zone fondue sont générés par quatre forces : la force de gravité, la 
force électromagnétique, la force de trainée et la force de Marangoni. Nous proposons dans 
cette partie d’étudier les influences de ces forces sur les dimensions de la zone fondue et sur la 
production des vapeurs métalliques à travers ces trois questions : 
 Quelles sont les différences entre une résolution avec et sans les forces dans le bain ? 
 Quel est l’impact des données de bases utilisées pour représenter la force de 
Marangoni sur les caractéristiques de la zone fondue ? 
 Quel est l’effet de chaque force sur les mouvements du bain ? 
Le premier paragraphe présente la comparaison des résultats d’une simulation effectuée en 
prenant en compte ou non les forces dans la zone fondue. Le deuxième regroupe différents 
résultats de simulations pour lesquelles plusieurs jeux de données de bases sont utilisés pour 
calculer le coefficient de Marangoni. Le troisième et dernier expose les résultats de simulation 
lorsque les forces dans le plasma sont ajoutées les unes après les autres. 
III.3.1. Importance des forces dans le bain 
Le but de ce paragraphe est de montrer les changements sur les caractéristiques du métal 
et sur la production de vapeurs lorsque les forces agissant sur la zone fondue sont résolues. Il 
permet également de conclure sur la nécessité ou non de les prendre en compte. 
Pour cela, deux résultats de simulation d’un plasma d’argon avec I=150 A et d=5,5 mm en 
interaction (durant 1 s) avec un acier AISI 304 (200 ppm S) avec   =5 mm sont comparés : 
 Le cas A : les forces sont résolues dans la zone fondue.  
 Le cas B : les forces ne sont pas résolues dans la zone fondue. 
Nous analysons la température à la surface du métal à l’aide de la figure III.3.1 qui illustre 
son profil selon l’axe y. Les températures maximales sont atteintes au centre de la surface de 
la zone fondue (x=0 mm). Elles valent respectivement 2336 K et 3629 K pour les cas A et B. 
Lorsque les forces ne sont pas prises en compte, la température maximale n’est pas réaliste 
car elle dépasse la température de vaporisation du métal (T=3134 K).  
On peut remonter au rayon limite de la zone fondue et donc à son aire à partir de la 
température de fusion (T=1727 K). Dans le cas A où les forces sont résolues, l’aire de la 
surface vaut 37,2 mm² (y≈3,4 mm). Cette valeur est plus proche du résultat expérimental 
(≈35 mm²) obtenu pour une configuration identique à nos simulations (voir la section 
III.1.2.1). L’absence des forces conduit donc à des résultats moins réalistes pour prédire la 
taille de la surface. 
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On remarque également que lorsque les forces sont résolues, la température à la surface 
est homogène (proche de 2300 K) du centre du bain jusqu’à un rayon de 2,5 mm. Les forces 
ont donc tendance à « homogénéiser » les températures. 
La figure III.3.2 illustre le champ de température et quelques isothermes dans une coupe 
transverse du métal. Pour des températures en dessous de 1000 K, les champs de température 
sont similaires dans les deux cas. La forme du bain (représentée par l’isotherme à 1727 K) 
n’est pas la même. Dans le cas A (à gauche) le bain est plus étendu mais moins profond. La 
profondeur maximale (z=0,88 mm) est atteinte à la périphérie du bain tandis que celle du cas 
B (à droite) est atteinte au centre du bain (z=1,36 mm). Les volumes de la zone fondue 
correspondant sont respectivement de 21,5 mm
3
 et 20,4 mm
3
.  
La différence entre les deux volumes s’explique par la modification de la puissance 
transmise aux pièces métallique dans les deux cas : elle est supérieure dans le cas A (1613 W 
Figure III.3.1 Profil radial de température à la surface du métal. 
Figure III.3.2 Champ de température dans une coupe transverse du métal et isothermes. 
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à 1 s) par rapport au cas B (1145 W à 1 s). 
La figure III.3.3 montre le champ de température et quelques isovaleurs de fraction 
massique de fer. Dans le cas A (avec les forces), la concentration de vapeurs métalliques est 
négligeable : la valeur maximale de la fraction massique est proche de 0,4%. Par contre dans 
le cas B (conduction pure), elle atteint 65,5% et les vapeurs sont présentes dans une partie non 
négligeable du volume du plasma.  
En ne résolvant pas les forces dans la zone fondue du bain (cas B), la production de 
vapeurs est donc plus importante ce qui contribue à diminuer la puissance transmise (voir la 
partie III.4). 
Ces différents résultats montrent que la convection du bain, induite par les forces, a un 
impact majeur sur les propriétés du métal et donc sur la production de vapeurs métalliques. 
Dans notre exemple, la prise en compte des forces dans le bain réduit la température 
(d’environ 36%) et donc diminue l’évaporation. La prise en compte des forces conduit à des 
résultats plus proches de la réalité et s’avère donc indispensable pour une bonne 
représentation du bain.  
Il faut ajouter ici que nos conclusions vont dans le sens de celles d’A. Murphy pour qui la 
dynamique dans la zone fondue permet d’obtenir une température surfacique plus réaliste et 
une meilleure estimation de la pression de vapeur saturante à la surface du métal [Mur10a]. 
III.3.2. La force de Marangoni 
Dans notre étude, la force de Marangoni est modélisée à partir du coefficient dit de 
Marangoni qui dépend de la nature du métal, de la concentration en soufre et de la 
température. Il est calculé à l’aide d’une loi semi-empirique qui dépend de cinq coefficients 
de base (présentés dans la section II.1.2.1). Les valeurs des coefficients sont issues des 
Figure III.3.3 Isothermes de fraction massique et champ de température. 
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travaux de Y. Su et al [Su05] sur les aciers inoxydables. Or plusieurs autres séries de 
coefficients sont utilisées dans la littérature lors de modélisation du même acier. 
Le but de ce paragraphe est de montrer l’influence des données de base utilisées pour 
calculer la force de Marangoni sur les caractéristiques de la zone fondue des aciers AISI 304. 
Les différents types de données de base utilisés pour les cas tests sont présentés dans la 
première section. Les impacts sur les vitesses à la surface de la zone fondue et sur sa forme 
sont discutés respectivement dans les deuxième et troisième sections. 
III.3.2.1. Données de bases et définition des cas tests 
Nous avons identifié trois séries de valeurs de coefficients utilisés dans des modèles 
représentant un acier inoxydable AISI 304. Elles sont regroupées dans le tableau III.3.1 : 
 Dans la série de P. Sahoo et al [Sah88], les coefficients sont calculés à partir de 
résultats expérimentaux de tension de surface de fer pour différentes concentrations de 
soufre. Ces données ont donc été établies pour du fer pur. Cependant elles sont à la 
base de plusieurs modèles associés au soudage d’acier AISI 304 [Wan01, Mis08, 
Li12].  
 Dans la série de T. Zacharia et al [Zac89], les coefficients sont les mêmes que dans la 
série de P. Sahoo et al [Sah88] sauf la chaleur standard d’adsorption. Elle a été 
modifiée pour tenir compte du changement de matériau entre le fer et l’acier. Les 
données de cette série sont à la base de plusieurs modèles associés au soudage d’aciers 
AISI 304 [Cho92b, Goo98, Kim98, Tra10]. 
 La série de Y. Su et al [Su05] est issue de résultats expérimentaux de tension de 
surface d’aciers austénitiques et différentes concentrations de soufre. Elle nous semble 
la série la plus légitime car directement issue de données avec le bon type d’acier. 
 
Séries 
Sahoo et al 
[Sah88] 
 Zacharia et al 
[Zac89] 
Su et al 
[Su05] 
Chaleur standard d’adsorption  

























Coefficient de dépendance en tem-












Activité du soufre %S %S 0,66×%S 
Tableau III.3.1 Coefficients de base pour calculer le coefficient de Marangoni en considérant le 
soufre comme le seul composant actif. (%S représente le pourcentage massique de soufre.) 
Enfin, dans d’autres modèles, le coefficient de Marangoni est considéré invariable avec la 
température. Il ne dépend alors que de la nature du métal et de la concentration en soufre. Par 
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 pour des aciers à 
plus basse teneur de soufre (10 ppm). 
Dans cette section, quatre cas tests sont définis pour montrer l’influence de ces différentes 
données de base. Ils correspondent à l’interaction d’un arc d’argon avec I=200 A et d=5,5 mm 
avec un acier AISI 304 (200 ppm S) avec   =5 mm pendant 2 s. Le coefficient de Marangoni 
est déterminé par : 
 la série de P. Sahoo et al [Sah88] pour le cas test A ; 
 la série de T. Zacharia et al [Zac89] pour le cas test B ; 
 la série de Y. Su et al [Su05] pour le cas test C ; 
 la valeur prise pour les aciers à haute teneur de soufre par M. Tanaka et al [Tan10] 
pour le cas test D. 
Pour ces quatre cas tests, l’évolution du coefficient de Marangoni en fonction de la 
température est illustrée sur la figure III.3.4. À basse température, le coefficient de Marangoni 
est positif pour les quatre cas. À haute température, le coefficient est négatif pour les trois 
premiers cas. Les valeurs du coefficient des cas A et C sont proches pour des températures 
supérieures à 2000 K. Les valeurs du coefficient du cas B sont par contre supérieures à celles 
du cas A et C. 
Les valeurs de la série C sont les plus légitimes et sont celles utilisés par défaut dans notre 
modèle. 
Figure III.3.4 Évolution du coefficient de Marangoni (pour une concentration de soufre de 200 ppm) 
en fonction de la température pour les quatre séries. Les températures pour lesquelles le coefficient 
s’annule sont données entre parenthèses dans la légende. 
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III.3.2.2. Vitesses à la surface du bain 
Nous analysons dans un premier temps, l’influence des données de base sur les vitesses 
dans le bain. La figure III.3.5 illustre la composante selon l’axe y de la vitesse à la surface du 
métal pour chaque cas. On constate que : 
 Pour les trois cas avec un coefficient de Marangoni dépendant de la température, la 
vitesse change de signe. Pour les cas A et C, le changement de signe se situe en 
périphérie du bain tandis que dans le cas B, le changement de signe se situe au 
centre du bain. De ces trois cas, la vitesse maximale est atteinte pour le cas B (près 
de 40 cm.s
-1
) pour lequel le coefficient de Marangoni est le plus élevé. 
 Pour le cas D où le coefficient de Marangoni est indépendant de la température, la 
vitesse est toujours négative. Ainsi, le fluide est orienté de la périphérie vers le 
centre du bain sur toute la surface. 
On peut donc conclure que le choix des paramètres du coefficient de Marangoni a un fort 
impact sur le profil des vitesses à la surface. Le changement de la valeur de la chaleur 
standard d’adsorption (≈ 13%) a un effet très visible sur les profils de vitesse. Un coefficient 
de Marangoni indépendant de la température ne permet pas de reproduire l’inversion des 
vitesses ce qui rejoint les conclusions de R. Choo et al [Cho92b] obtenues pour un arc 
d’argon d=1.5 mm et I=100 A. 
Nous nous intéressons maintenant au lien entre l’inversion des vitesses et l’inversion du 
coefficient de Marangoni. Pour chaque cas, le tableau III.3.2 regroupe les positions du 
changement de signe de la vitesse, la température à cette position et la température à laquelle 
Figure III.3.5 Composante y de la vitesse selon l’axe y pour les quatre différents 
cas tests. 
III.3. Rôles des forces de la zone fondue 
 
155 
le coefficient de Marangoni s’annule. La différence des deux températures est pour tous les 
cas très faible : la température à la position où les vitesses s’annulent est donc quasiment 
égale à la température pour laquelle le coefficient de Marangoni s’annule.  
    
Cas Cas A Cas B Cas C 
Position d’inversion des vitesses (mm) 3,69 1,99 3,96 
Température à la position d’inversion des 
vitesses (K) 
2071 2332 2114 
Température pour laquelle le coefficient de 
Marangoni s’inverse (K) 
2083 2366 2114 
Tableau III.3.2 Valeurs remarquables de position et températures pour chaque cas. 
Cela indique que les autres forces dans la zone fondue n’ont que peu de rôle sur la position 
d’inversion des vitesses. Cela explique aussi pourquoi les vitesses sont si sensibles au calcul 
du coefficient de Marangoni et donc à sa méthode de calcul.  
On note sur la figure III.3.5 la présence de pics de vitesses importants pour le cas B juste 
avant et après l’inversion de la vitesse. Puisque la force de Marangoni dépend du gradient de 
température (voir la section II.1.3.3), nous étudions sur la même figure III.3.6 la vitesse selon 
y et le gradient de température à la surface de la zone fondue. 
Le fort gradient de température à la position où il y a l’inversion des vitesses explique donc la 
présence de ces pics de vitesses. Pour décrire ces forts gradients il est nécessaire d’avoir un 
maillage avec un nombre suffisant de cellules (voir l’annexe D). 
Figure III.3.6 Composante y de la vitesse (en trait plein, échelle de gauche) et gradient de 
température (en trait discontinu, échelle de droite) selon l’axe y pour le cas B. 
Chapitre III . Résultats du modèle et discussions 
 
156 
III.3.2.3. Forme de la zone fondue 
Après avoir illustré les effets des différentes formulations du coefficient de Marangoni sur 
la vitesse à la surface, nous proposons dans ce paragraphe de montrer leur influence sur les 
dimensions de la zone fondue. 
La figure III.3.7 représente les limites de la zone fondue dans une coupe transverse pour 
les quatre cas. Elle inclut également les résultats de l’expérience de F. Lu et al [Lu06] dont les 
conditions correspondent à celles de nos simulations (voir le chapitre III.1.2.2) : 
 Les dimensions de la zone fondue sont similaires pour les cas A (l=9,2 mm et 
p=1,6 mm) et C (l=9,5 mm et p=1,4 mm). Dans les deux cas on observe un 
renflement à la périphérie du bain : la profondeur étant plus importante. La faible 
différence entre les deux cas est due aux valeurs du coefficient de Marangoni très 
similaires entre les deux formulations (voir la figure III.3.4). C’est cependant le cas 
C qui est le plus proche de l’expérience (l=10,0 mm et p=1,0 mm) tant au niveau 
de la largeur que de la profondeur. 
 Dans les cas B (l=8,2 mm et p=2,6 mm) et D (l=8,2 mm et p=3,9 mm), les 
profondeurs et les largeurs ne sont clairement pas compatibles avec les résultats 
expérimentaux montrant que le choix des données de base utilisées pour calculer 
l’effet Marangoni a une influence sur les dimensions de la zone fondue. 
À notre connaissance le jeu de données de Y. Su et al [Su05] (cas C) n’a jamais été utilisé 
dans des modèles associés au soudage TIG. Dans nos simulations avec un acier inoxydable 
AISI 304, c’est ce jeu de données (utilisé par défaut dans notre modèle) qui permet d’obtenir 
des résultats les plus proches de la réalité. Par ailleurs, nous recommandons de ne pas utiliser 
un coefficient de Marangoni constant dans les modèles. 
Figure III.3.7 Comparaison des limites de la zone fondue pour les quatre cas et le 
résultat expérimental de F. Lu et al [Lu06]. 
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III.3.3. Effets des différentes forces 
Dans ce paragraphe, nous proposons d’étudier l’influence de chaque force agissant dans la 
zone fondue sur la température et les vitesses.  
Ce type d’étude a déjà été menée par M. Tanaka et J. Lowke [Tan07a] pour des plasmas 
d’argon et d’hélium avec d=5 mm et I=150 A en interaction avec des aciers AISI 304. 
Cependant dans leurs résultats, les vapeurs ne sont pas prises en compte et le coefficient de 
Marangoni est constant. 
W. Kim et al [Kim97] ont également étudié cette influence pour un arc d’argon avec d=2 mm 
et I=120 A en interaction avec un acier AISI 304. Cependant ils ne modélisent que la zone de 
soudage. 
Ici, c’est le cas d’un plasma d’Arcal 37 avec d=5,5 mm et I=200 A en interaction avec un 
acier AISI 304 avec   =5 mm qui est étudié en prenant en compte le dégagement de vapeurs 
métalliques de fer. Quatre cas sont définis : 
 Cas A : seule la force de gravité est résolue dans le bain. 
 Cas B : la force de gravité et la force électromagnétique sont résolues. 
 Cas C : les forces de gravité, électromagnétique et de trainée sont prises en compte. 
 Cas D : toutes les forces du bain sont résolues. 
Pour chaque cas, nous présentons les résultats après 2 s d’interaction. Le but est de 
montrer les effets et l’intensité des différentes forces dans chaque cas. 
III.3.3.1. La force de gravité (cas A) 
La figure III.3.8 présente les résultats du cas A où seule la force de gravité est résolue. Le 
champ de température est illustré selon une coupe transverse (x-z) du métal avec une 
délimitation de la zone fondue (isotherme 1727 K de couleur noire). Les températures les plus 
élevées dans la zone fondue se retrouvent vers la surface du métal et la valeur maximale est 
5058 K. Cette température n’est pas réaliste car elle est supérieure à la température de 
vaporisation du métal d’AISI 304. La force de gravité n’est dans ce cas pas suffisante pour 
dissipée l’énergie de la zone fondue. 
La force est égale au produit de la masse volumique avec l’accélération de la pesanteur. La 
norme de la force est comprise entre 54979 N.m
-3
 et 68248 N.m
-3
. Les valeurs les plus faibles 
sont situées proche de la surface car la masse volumique du métal diminue avec la 
température.  
Le liquide à la surface est dirigé du centre vers la périphérie de la zone fondue selon l’axe 
x. Sur l’axe z, le liquide remonte vers la surface. La vitesse maximale du fluide (1,7 cm.s-1) 
n’est pas localisée à la surface mais juste en dessous (x≈2,6 mm et z≈4,6 mm). 
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III.3.3.2. La force électromagnétique (cas B) 
La figure III.3.9 illustre les résultats obtenus pour le cas B où les forces de gravité et la 
force électromagnétique sont résolues. La comparaison avec les résultats du cas A permet 
d’identifier la contribution de la force électromagnétique. 
Lorsque la force électromagnétique est ajoutée, la convection est inversée car la force de 
Lorentz est dirigée vers le fond de l’anode selon l’axe z. En conséquence, à la surface du bain, 
le liquide est déplacé de la périphérie vers le centre de la zone fondue. La vitesse maximale 
est 9,4 cm.s
-1
 et elle est localisée au milieu du bain métallique (x≈0 mm et z≈3,1 mm).  
La modification de la convection induit une réduction de la largeur de la zone fondue (de 
9,1 mm pour le cas A à 7,1 mm pour le cas B) tandis que la profondeur est plus importante 
(de 2,2 mm pour le cas A à 4,0 mm pour le cas B). Pour le cas B, nous pouvons supposer que 
la condition aux limites de température au fond de l’anode (T=300 K) restreint la pénétration.  
La puissance totale des forces dans le bain correspond à la puissance de la force 
électromagnétique (1,21×10
-5
 W) car elle est supérieure (de trois ordres de grandeur) à celle 
de la gravité (-3,98×10
-8
 W). On remarque que le champ de température suit le mouvement 
convectif ce qui entraine une chute de la température maximale à 4857 K. Cependant la 
CAS A : Force de gravité seule 
𝑃𝑔     7    
 8 W 
  𝑇𝑚𝑎𝑥       K   𝑣𝑚𝑎𝑥    7 cm.s
-1
 
Figure III.3.8 Champs de température, de vitesse et de la force de gravité pour le cas A. 𝑃𝑔 est la 
puissance de la force dans le volume de la zone fondue. 
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puissance des forces n’est pas suffisante pour obtenir une température réaliste à la surface du 
métal. 
Par ailleurs, on note que contrairement au cas A, la puissance de la force de gravité est 
négative dans ce cas car elle s’oppose à la convection. 
III.3.3.3. La force de trainée (cas C) 
La figure III.3.10 expose les résultats du cas C obtenus lorsque les forces de gravité, 
électromagnétique et de trainée sont résolues. Contrairement aux deux autres forces, la force 
de trainée est une force surfacique. 
Comparé au cas précédent (cas B où la force de trainée est absente), la direction du fluide 
en surface est inversée : le liquide est dirigé du centre vers les bords de la zone fondue. Par 
contre à l’intérieur du bain, pour z<4,2 mm, la convection dans le cas C est similaire au cas B. 
Deux tourbillons avec deux orientations différentes sont présents : un en haut de la zone 
fondue dû à la force de trainée (sens horaire) et un second au milieu dû à la force 
électromagnétique (sens anti-horaire).  
La vitesse maximale du cas C, localisée à la surface (x≈2 mm), est de 10,3 cm.s-1. L’effet 
lié à la force de trainée est prédominant comparé au cas où seules les forces de gravité et 
Figure III.3.9 Champs de température, de vitesse et des forces présentes pour le cas B. 
 
CAS B : Force de gravité et électromagnétique 
𝑃𝑔     9    
 8 W 𝑃𝐸𝑀         
   W 
  𝑇𝑚𝑎𝑥     7 K   𝑣𝑚𝑎𝑥  9   cm.s
-1
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électromagnétiques sont présentes. La puissance de la force de trainée est en effet supérieure à 
celle des deux autres forces. Cela explique la diminution de la puissance de la force 
électromagnétique par rapport au cas B (elle passe de 1,21×10
-5
 W à 3,97×10
-6
 W). La 
modification du champ de vitesse entre le cas A et B reste cependant localisée en haut de la 
zone fondue : le milieu de la zone fondue reste gouverné par la force électromagnétique. 
Naturellement, la largeur du bain augmente dans la partie supérieure : entre le cas B et C, 
elle passe de 7,1 mm à 8,6 mm. Puisque la force de trainée a un effet opposé à la force 
électromagnétique, la profondeur de la zone fondue est réduite entre le cas B (4,0 mm) et le 
cas C (3,7 mm). 
III.3.3.4. La force de Marangoni (cas D) 
La figure III.3.11 présente les résultats du cas D où toutes les forces sont résolues. Comme 
la force de trainée, la force de Marangoni est une force surfacique. On remarque que sa norme 
est supérieure à la force de trainée. Comme précisé dans le paragraphe III.3.2, elle entraine un 
double mouvement convectif à la surface du métal à cause de l’inversion du coefficient de 
Marangoni. Elle est responsable de l’orientation des deux tourbillons à la périphérie de la 




CAS C : Forces de gravité, électromagnétique et de trainée 
𝑃𝑔          
 8 W 𝑃𝐸𝑀    97    
 6 W 𝑃𝑇  9      
   W 
  𝑇𝑚𝑎𝑥       K   𝑣𝑚𝑎𝑥       cm.s
-1
 
Figure III.3.10 Champs de température, de vitesse et des forces présentes pour le cas C. 
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Cette force entraine une augmentation de la largeur et une réduction la profondeur : entre 
le cas C et D, la largeur augmente de 8,6 à 9,9 mm et la profondeur décroit de 3,7 mm à 
1,9 mm. Elle permet d’atteindre une température maximale réaliste de 2937 K. Cet exemple 
montre donc l’importance de la force de Marangoni dans la répartition de la température. 
Dans chaque cas la production de vapeurs est différente car les températures de la surface 
sont modifiées par les forces. Seul le cas D où toutes les forces sont résolues permet d’avoir 





Cette partie a regroupé les discussions sur les forces et les vitesses induites dans la zone 
fondue. 
Le premier paragraphe a montré que la résolution des forces dans la zone fondue est 
importante pour prédire correctement ses dimensions. En effet les forces sont à l’origine de 
CAS D : Toutes les forces 
𝑃𝑔    6    
 8 W 𝑃𝐸𝑀          
   W 𝑃𝑇         
   W 𝑃𝑀         
 3 W 
  𝑇𝑚𝑎𝑥   9 7 K   𝑣𝑚𝑎𝑥       cm.s
-1
 
Figure III.3.11 Champs de température, de vitesse et des forces présentes pour le cas D. 
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vitesses qui modifient le champ de température. Une conclusion importante était aussi que 
sans mouvement du bain métallique la production de vapeurs métallique était surestimée. 
Dans le second paragraphe, nous avons discuté en détails des données de bases utilisées 
pour représenter la force de Marangoni. Plusieurs jeux de données de la littérature ont été 
testés. Ils donnent des résultats différents sur le profil des vitesses à la surface de la zone 
fondue et les dimensions du bain. Ils révèlent l’importance de la force de Marangoni dans le 
métal. La prise en compte d’un coefficient de Marangoni variable avec la température est 
essentielle. Le jeu de données de Y. Su et al [Su05] pour les aciers austénitiques (utilisé par 
défaut dans notre modèle) est celui qui permet de mieux reproduire les résultats 
expérimentaux avec de l’acier AISI 304. 
Dans le dernier paragraphe, les contributions de chaque force sur la température et les 
vitesses du bain ont été identifiées. Les résultats obtenus pour un plasma d’Arcal 37 en 
interaction avec un acier AISI 304 (200 ppm S) confirment que la force de Marangoni est 
celle qui influe le plus sur ces grandeurs. Elle a tendance à augmenter les vitesses et la largeur 
du bain en surface mais aussi à l’intérieur du métal. La force de trainée a un impact surtout à 
la surface du bain en dirigeant les vitesses vers la périphérie. La force électromagnétique a un 
effet contraire qui tend à réduire la largeur et à creuser le bain en son centre. Enfin, la force de 
gravité a un faible rôle. 
Dans cette partie nous avons donc vu la nécessité de prendre en compte les forces dans la 
zone fondue. Des précautions dans le choix des données de base sont nécessaires pour 
implémenter la force de Marangoni. Enfin, notre modèle permet de comprendre l’effet de 
chaque force dans la zone fondue et de bien différencier les contributions des forces 
volumiques et surfaciques. 
 
Nous avons montré que la température à la surface du bain et donc la production de 
vapeurs métalliques sont modifiées fortement par les forces dans la zone fondue. Dans la 
partie suivante nous présentons l’influence des vapeurs métalliques sur le plasma et sur les 




III.4. INFLUENCE DES VAPEURS 
Dans cette dernière partie, nous évaluons l’influence des vapeurs sur le plasma et la zone 
fondue. Pour le plasma d’Arcal 37, la concentration de vapeurs est suffisante pour voir leurs 
effets. Nous proposons donc de baser nos discussions sur les résultats de deux simulations 
d’un plasma d’Arcal 37 avec d=5.5 mm et I= 200 A en interaction avec un acier AISI 304 
(  =5 mm) : 
 Le cas A, pour lequel les vapeurs sont résolues. 
 Le cas B, pour lequel les vapeurs ne sont pas résolues. 
Le premier paragraphe concerne les modifications des propriétés du plasma. Le deuxième 
traite du bilan d’énergie à la surface et le troisième s’intéresse aux dimensions et aux vitesses 
de la zone fondue. 
III.4.1. Effets sur le plasma 
Dans ce paragraphe, nous présentons dans un premier temps la distribution des vapeurs 
métalliques. Les modifications sur les champs de température sont ensuite détaillées. Nous 
discutons également de la taille de l’accroche de l’arc sur le métal au travers de la densité de 
courant à sa surface. En dernier lieu, nous précisons la modification sur les champs de vitesse 
ainsi que sur le tenseur des contraintes du plasma.  
III.4.1.1. Distribution de vapeurs dans le temps 
Avant de montrer l’influence des vapeurs sur les propriétés de l’arc, nous analysons la 
distribution des vapeurs dans le plasma pour le cas A. 
La figure III.4.1 représente les isovaleurs de la fraction massique de fer dans ce cas à 0,25 ; 
0,5, 1,5 et 2 s dans une coupe transverse du plasma. À 2 s, les isovaleurs sont illustrées par-
dessus le champ du coefficient de diffusion pour discuter de la propagation des vapeurs. On 
rappelle que dans notre modèle la valeur du coefficient de diffusion est égale au rapport de la 
viscosité dynamique et de la densité (ce qui correspond à un nombre de Schmidt égal à 1). 
Une étude de sensibilité sur les valeurs du coefficient de diffusion est proposée en annexe E. 
Par ailleurs, l’évolution dans le temps de la fraction massique maximale est représentée sur la 
figure III.4.2. On remarque que le champ de vapeurs évolue rapidement entre l’instant initial 
et 1,5 s. Par exemple, l’étalement radial de l’isovaleur de 2,5% passe de 2,3 mm à 5,7 mm 
entre 0,13 s et 1,5 s. La valeur maximale de la fraction massique atteint 34% en 1,5 s. et 
évolue peu ensuite. 
Les concentrations de vapeurs les plus élevées sont proches du centre du plasma. Les 
vapeurs ne diffusent pas fortement selon l’axe de la décharge. En effet, l’extension verticale   




Figure III.4.1 Isovaleurs de fraction massique de fer à 0,25 s (a) ; 0,5 s (b) ; 1,5 s (c) et 2 s (d). Le champ 
du coefficient de diffusion est illustré sur la figure (d). Résultats pour le cas A. 
(a) (b) (c) 
2s 
(d) 
Figure III.4.2 Évolutions temporelles de la fraction massique maximale de fer et de la tension de l’arc 
(le zéro est à l’anode) jusqu’à 2 s pour le cas A. 
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maximale des isovaleurs de 2,5% et 1% est située en dehors de l’axe. Cela est dû à la valeur 
du coefficient de diffusion. En effet, on retrouve les valeurs maximales dans une couronne 
périphérique au cœur chaud du plasma. À cet endroit les vapeurs diffusent facilement. Au 
cœur de l’arc (où les températures sont les plus chaudes), le coefficient est plus faible qu’à la 
périphérie.  
III.4.1.2. Impact sur la température 
Dans cette section nous synthétisons l’effet des vapeurs sur la température de l’arc. 
La tension de l’arc augmente avec la présence des vapeurs comme l’illustre la figure 
III.4.2. Dans le cas A, elle passe de 8,7 V au début de l’interaction (sans vapeur) à 9,1 V 
après 2 s d’interaction (avec vapeurs). Ainsi, dans le cas A avec vapeurs, la puissance vaut 
1970 W à 2 s contre 1880 W à 2 s dans le cas B pour lequel les vapeurs ne sont pas résolues. 
Avec les vapeurs, la puissance injectée dans l’arc est plus importante.  
Les isothermes obtenues en résolvant ou non les vapeurs sont données sur la figure III.4.3. 
Proche de la cathode, les températures sont égales car les vapeurs ne sont pas présentes. La 
température maximale est identique dans les deux cas. À l’inverse, proche de l’anode, la 
présence des vapeurs induit un refroidissement important. Ainsi l’isotherme de 4 K a un 
étalement réduit de près de 1 mm lorsque les vapeurs sont résolues. Cet effet de 
refroidissement des vapeurs est également observé expérimentalement et théoriquement dans 
la littérature [Tan10, Ter02, Lag04b].  
Ainsi, malgré une puissante injectée légèrement plus importante lorsque les vapeurs sont 
résolues, l’arc est plus froid. Cela s’explique par l’augmentation des pertes par rayonnement 
induites par la présence des vapeurs de fer.  
Figure III.4.3 Modifications des isothermes liées à la présence des vapeurs. Températures en kK. 
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III.4.1.3. Modifications sur le passage du courant 
L’effet des vapeurs sur la conductivité électrique est illustré sur la figure III.4.4. Elle 
représente la fraction massique de vapeurs (échelle de gauche) et la conductivité électrique 
(échelle de droite) selon un profil sur l’axe y, dans le plasma, 0,5 mm au-dessus de l’anode.  
On remarque que la présence de vapeurs entraine une diminution de la conductivité électrique 
car la température est plus faible en présence de vapeurs. En même temps, à basse 
température, la conductivité électrique du fer est nettement plus importante que celle de 
l’Arcal 37 (voir l’annexe A). Il y a donc un effet compétitif entre la présence des vapeurs (qui 
tend à augmenter la conductivité électrique) et la chute de la température (qui tend à la 
diminuer). 
Figure III.4.4 Influence des vapeurs sur la conductivité électrique. 
Figure III.4.5 Influence des vapeurs sur la densité de courant.  
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La figure III.4.5 illustre la conséquence de la variation de conductivité électrique du 
plasma sur la densité de courant. En présence des vapeurs, la densité de courant axiale 








 pour le 
cas B sans vapeur. Puisque l’intensité est la même dans les deux cas, la densité de courant à la 
périphérie est donc inférieure lorsque les vapeurs sont résolues. Ce comportement est 
également prédit par F. Lago et al [Lag04b] pour un arc d’argon contaminé par des vapeurs de 
fer avec d=10 mm et I=200 A. 
Il faut signaler que, pour ce point particulier, d’autres auteurs ont trouvé des résultats 
contraires. Ainsi, dans leurs simulations numériques d’un arc d’hélium avec d=5 mm et 
I=150 A, M. Tanaka et al [Tan10] montrent que la valeur maximale de la densité de courant 
est plus faible lorsque les vapeurs de fer sont prises en compte.  
III.4.1.4. Influence sur la dynamique du plasma 
Le dernier point étudié dans ce paragraphe est l’influence des vapeurs sur la vitesse et sur 
le tenseur des contraintes du plasma qui joue un rôle dans la force de trainée. 
Les vitesses sur l’axe de la décharge sont faiblement modifiées par la présence des vapeurs. 
Les vitesses maximales dans les deux cas sont quasiment identiques : elle est de 278 m s
-1
 
avec la présence des vapeurs (cas A) et 279 m.s
-1
 sans la résolution des vapeurs (cas B). Nous 
n’avons donc pas jugé nécessaire de les représenter. 
La figure III.4.6 représente l’évolution selon l’axe y du tenseur des contraintes du plasma 
à la surface avec le métal. Avec et sans vapeurs les valeurs proches de l’axe et à la périphérie 
sont similaires. Par contre, la valeur maximale est de 25,6 N.m
-2
 avec la présence des vapeurs 
(cas A) et 28,9 N.m
-2
 sans vapeur (cas B). Les vapeurs réduisent donc les valeurs du tenseur 
des contraintes du plasma (car celui-ci dépend de la dérivée des vitesses transversales et de la 
viscosité). Les vapeurs modifient donc indirectement la force de trainée dans la zone fondue. 
Figure III.4.6 Influence des vapeurs sur le tenseur des contraintes du plasma.  
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III.4.2. Bilan d’énergie à la surface 
Dans ce paragraphe, nous présentons les profils de température à la surface après 2 s 
d’interaction avec et sans les vapeurs. Nous les interprétons à partir de la puissance transmise 
à la pièce métallique dont nous donnerons ensuite l’évolution temporelle. 
La figure III.4.7 illustre le profil selon l’axe y de la température à la surface du bain avec 
vapeurs (cas A) et sans vapeur (cas B). Les températures sont inférieures pour toutes les 
valeurs de y lorsque les vapeurs sont résolues. Au centre de la surface, la température atteint 
2975 K et 2927 K respectivement pour les cas B et A.  
Les vapeurs diminuent donc légèrement les températures à surface du métal. Ces différences 
peuvent s’expliquer par le flux d’énergie transférée à la pièce métallique qui est illustré sur la 
figure III.4.8. Elle en montre les différentes composantes : de conduction, électrique et 
d’évaporation. 
La partie de conduction diminue avec la présence des vapeurs. Au centre (y=0 mm) la 




 lorsque les vapeurs sont prises en compte 




 lorsqu’elles ne sont pas résolues (cas B). Cette différence peut 
s’expliquer par la chute de température dans le plasma qui est liée aux pertes par 
rayonnement. Les différences maximales sur le flux sont situées proche du centre du bain où 
les vapeurs sont les plus concentrées. 
La partie électrique du flux augmente proche du centre avec la présence des vapeurs. Elle 
suit l’évolution de la densité de courant présentée dans la section III.4.1.3. Avec la présence 









Figure III.4.7 Température à la surface du métal après 2 s d’interaction d’un arc d’Arcal 37 
(d=5,5 mm et I=200 A).  
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en l’absence de vapeur. La composante électrique du flux décroit faiblement vers la 
périphérie. 
Il y a donc un effet antagoniste des vapeurs : elles diminuent la composante de conduction 
mais augmente la composante électrique au centre du métal. Dans notre cas, on peut donc 
expliquer la légère diminution de la température de la surface par une modification du flux de 
conduction plus importante que celle du flux électrique. On notera que la différence de 
température à la surface du métal est plus faible au centre, là où la composante électrique est 
plus grande. 
La partie liée à l’évaporation du métal est négative lorsqu’il y a production de vapeurs. 
Elle représente une perte d’énergie dans le cas A mais le flux est très faible en regard des 





Cette contribution peut être négligée dans les discussions.  
Au bilan, la puissance transférée à 2 s est de 2541 W dans le cas A (avec vapeurs) et 
2822 W dans le cas B (sans vapeur). Dans ce cas, les vapeurs diminuent donc de près de 10% 
la puissance transférée à l’anode. Puisque la concentration de vapeurs évolue avec le temps, 
on peut s’interroger sur l’évolution temporelle de cette puissance. 
Le tableau III.4.1 regroupe les valeurs de la puissance dans les cas A et B pour 5 temps 
différents. 
 
Figure III.4.8 Modifications des composantes du flux thermique par les vapeurs de fer pour un 
plasma d’Arcal 37 (I=200 A et d=5,5 mm). 





Puissance transférée à l’anode (W) 
Avec vapeurs (cas A) Sans vapeur (cas B) Différence 
2 ms 3274 3274 0 (0%) 
0,5 s 2635 2922 287 (9,8%) 
1 s 2567 2890 323 (11,2%) 
1,5 s 2550 2870 320 (11,1%) 
2 s 2541 2822 281 (10%) 
Tableau III.4.1 Puissance transférée à l’anode au cours du temps. 
Nous remarquons que la différence entre la puissance transférée avec et sans vapeurs est 
de l’ordre de 10 % après 0,5 s d’interaction. Ensuite, nous constatons que la puissance 
transférée diminue au cours du temps dans les deux cas.  
Dans le cas sans vapeur, la puissance transférée diminue car la température du métal 
augmente avec le temps (et donc le flux de chaleur par conduction diminue). Dans le cas avec 
vapeurs, elle diminue à cause de l’augmentation de la température du métal mais aussi à cause 
de l’augmentation de la concentration des vapeurs dans le temps. La concentration de vapeurs 
augmente rapidement entre le début de l’interaction et 1 s (voir la figure III.4.2). Cela 
explique la chute de puissance, entre l’instant initial et 1 s, est plus importante dans le cas A 
(707 W) que dans le cas B (384 W). 
III.4.3. Effets sur la zone fondue 
Nous présentons dans ce paragraphe l’effet des vapeurs sur la puissance des forces dans le 
bain métallique. Nous détaillons ensuite les conséquences sur le champ de vitesse et les 
dimensions de la zone fondue. 
 
Cas Vapeurs 
Puissance de la force  ⃗ :   ⃗   ⃗        
 (W) 



















Tableau III.4.2 Puissances des forces dans le bain métallique dans le cas d’un plasma d’Arcal 37 
(I=200 A et d=5,5 mm) résolu avec et sans vapeurs. 
Nous avons décrit plusieurs effets des vapeurs sur des grandeurs physiques qui permettent 
d’expliquer les différences sur les puissances des forces présentées dans le tableau III.4.2. Les 
valeurs de la température et du tenseur des contraintes à la surface du métal sont plus 
importantes sans les vapeurs ce qui entraine respectivement des puissances plus importantes 
de la force de Marangoni et de trainée. A l’inverse, la densité de courant maximale est plus 
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importante dans le cas où les vapeurs sont résolues. Ainsi, la puissance des forces de Laplace 
est plus élevée en présence des vapeurs. 
La figure III.4.9 illustre les champs de vitesse dans une coupe transverse du métal. Malgré 
des différences dans les puissances des forces, le comportement général des vitesses est peu 
impacté par les vapeurs. En effet, les vitesses maximales sont proches (45,1 cm.s
-1
 en 
présence des vapeurs et 47,8 cm.s
-1
 sans les vapeurs) et l’écoulement du liquide métallique est 
similaire. On remarque seulement que le tourbillon caractéristique de la force de Marangoni 
est plus proche du centre de l’anode dans le cas avec les vapeurs car la température à la 
surface est différente. En effet, ce tourbillon est lié à la température d’inversion du coefficient 
de Marangoni (voir le paragraphe III.3.2).  
La figure III.4.9 montre également les limites de la zone fondue pour les deux cas étudiés. 
Le rapport largeur/profondeur est égal à 9,9/1,9 (mm/mm) dans le cas où les vapeurs sont 
résolues (cas A) et 10,8/1,9 (mm/mm) lorsqu’elles ne le sont pas (cas B).  
Figure III.4.9 Champs de vitesse dans une coupe transverse du métal après 2 s d’interaction d’un 
plasma d’Arcal 37 (avec d=5,5 mm et I=200 A) lorsque les vapeurs sont résolues (a) ou non (b). 
L’isotherme de 1727 K (en noir) représente la limite de la zone fondue. 
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L’influence des vapeurs sur la profondeur est très faible. La différence sur la largeur du bain 
est plus marquée que celle sur la profondeur et elle n’est pas négligeable (10% en moins 
lorsque les vapeurs sont résolues) à cause du transfert thermique plus important. 
Nous retiendrons que les vapeurs ont une influence sur les dimensions de la zone fondue.  
Notre conclusion va dans le sens de l’analyse de A. Traidia et F. Roger [Tra11b]. Les 
auteurs modélisent en 2D des plasmas (avec d=3 mm et I=180 A) en interaction avec un acier 
inoxydable AISI 304 sans prendre en compte le dégagement de vapeurs. Après 8 s 
d’interaction d’un arc d’argon, les résultats du modèle sont similaires à leurs résultats 
expérimentaux. Par contre, pour un arc d’hélium, ils prédisent numériquement une profondeur 
correcte mais surestiment la largeur. Selon les auteurs cette différence est due à l’absence de 
résolution des vapeurs métalliques. 
III.4.4. Les vapeurs : élément clé du couplage arc-matériau 
En synthèse, les vapeurs métalliques modifient les caractéristiques du plasma et les 
transferts d’énergie et de quantité de mouvement vers le métal. Elles influent donc également 
sur les caractéristiques du métal (les dimensions de la zone fondue et les mouvements 
convectifs). Enfin, elles jouent un rôle clé dans le couplage entre le plasma et le matériau 
justifiant la création d’un modèle couplé. 
Comme pour les autres études menées dans le chapitre III, nous avons mis en valeur ce 
rôle des vapeurs métalliques dans une configuration axisymétrique. Ce choix est justifié par la 
possibilité de confronter expérimentalement nos résultats numériques avec la littérature et de 
valider nos implémentations numériques.  
Figure III.4.10 Modification de la condition aux limites sur le potentiel électrique : le potentiel est 
imposé nul sur la seule partie hachurée de la figure. Partout ailleurs, un flux nul est imposé. 
III.4. Influence des vapeurs 
 
173 
Dans cette dernière partie, notre modèle est appliqué dans une configuration non 
axisymétrique. Contrairement aux cas précédents (voir la section II.1.4), le potentiel scalaire 
n’est imposé nul que sur une partie restreinte du domaine de calcul, en fond d’anode, tel 
qu’illustré sur la figure III.4.10. On peut considérer que cette condition représente l’accroche 
localisée de la pince de masse sur le métal (sur la face inférieure de l’anode). Cette 
configuration est donc plus proche d’une configuration de soudage réelle. 
Dans ces conditions, les résultats obtenus après 2 s d’interaction entre un plasma 
d’Arcal 37 (I=200 A et d=5,5 mm) sur un acier inoxydable AISI 304 sont présentés sur la 
figure III.4.11. 
La figure III.4.11 (a) illustre le champ de densité de courant et la température dans le plan 
(y,z). La densité de courant prend son origine dans la zone du métal avec un potentiel nul. En 





) et champ de température. (b) Champ de température, isovaleurs de fraction 
massique de fer (en noir) et délimitation de la zone fondue (isotherme 1727 K en blanc).  
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longeant parallèlement la surface de l’anode, elle induit un champ magnétique (de l’ordre de 
20 mT). La présence de ce champ entraîne un soufflage latéral de l’arc dans la direction 
opposée à la pince de masse [Met01] : il modifie alors la circulation du courant dans la zone 
du plasma et indirectement le champ de température. 
L’effet du soufflage magnétique est également illustré sur la figure III.4.11 (b) au travers 
les dimensions de la zone fondue et la concentration de vapeurs de fer. Dans le plan (y,z) la 
zone fondue ne présente pas d’axe de symétrie : la profondeur est de 1,9 mm et la largeur de 
vaut 10,3 mm. Le plasma étant dévié vers les valeurs y négatives, les transferts d’énergie et de 
quantité de mouvement vers le métal sont plus importants dans cette région. Cela conduit à 
une modification de la conduction et de la convection de chaleur dans le métal et explique la 
déformation de la zone fondue. Les vapeurs métalliques sont essentiellement concentrées dans 
la partie inclinée de l’arc avec une fraction massique maximale de 40%.  
Ces résultats préliminaires illustrent la capacité de notre modèle à représenter des 





Dans cette partie, nous avons présenté l’influence des vapeurs métalliques de fer dans le 
cas d’une interaction d’un plasma d’Arcal 37 avec d=5,5 mm et I=200 A. Avec une 
concentration maximale d’environ 34% à 2 s, les vapeurs ont de multiples impacts sur les 
propriétés du plasma et du métal. 
Tout d’abord, les vapeurs diminuent la température du plasma en augmentant les pertes 
d’énergie par rayonnement. Elles impactent le passage du courant électrique en réduisant 
légèrement le rayon de conduction électrique.  
Le bilan d’énergie est modifié par les vapeurs, ce qui entraine une diminution de la 
température à la surface du métal. La puissance transmise à la pièce métallique est moins 
importante en présence des vapeurs (2541 W contre 2822 W sans les vapeurs) entrainant une 
modification des dimensions de la zone fondue. La largeur est ainsi réduite mais la 
profondeur reste similaire. 
Enfin, les vapeurs modifient indirectement les forces dans le bain : la force de Marangoni par 
le changement de température à la surface, la force de trainée par une diminution du tenseur 
des contraintes et la force électromagnétique par la variation de la densité de courant axiale. 
La distribution des vitesses reste cependant semblable. 
Pour conclure, les vapeurs métalliques participent pleinement à la description de 
l’interaction arc-matériau. Elles modifient les caractéristiques du plasma et donc au final 
III.4. Influence des vapeurs 
 
175 
celles du métal. Dès lors qu’elles sont présentes, elles ne peuvent pas être négligées si l’on 
veut avoir un modèle prédictif.  
Enfin, l’intérêt d’un modèle 3D a été illustré dans une configuration plus proche du 
procédé de soudage. La prise en compte de la déviation magnétique du plasma par l’accroche 
de la pince de masse annule l’axi-symétrie naturelle du plasma. Elle oblige à utiliser une 
modélisation tridimensionnelle. 
  







La problématique de la thèse concernait la question suivante : dans une configuration de 
soudage TIG, quels sont les rôles des phénomènes physiques sur le plasma thermique et la 
qualité de la soudure ? Cette problématique est en lien direct avec les préoccupations des 
industriels sur la maîtrise de la qualité de la soudure et l’optimisation du procédé de soudage. 
Dans cette conclusion nous synthétisons dans une première partie les contributions des 
travaux de cette thèse. Nous en précisons ensuite quelques perspectives. 
Contributions de la thèse 
La problématique a été étudiée à l’aide d’un modèle numérique. Dans un premier temps 
nous avons fixé le cadre de ce modèle en présentant la configuration de soudage TIG. 
Plusieurs paramètres opératoires (tels que la longueur de l’arc, l’intensité ou encore la nature 
du gaz) ont été identifiés. Ils ont une influence sur les transferts d’énergie et de quantité de 
mouvement entre le plasma et le métal ainsi que sur la qualité de la soudure. En se basant sur 
la littérature scientifique existante nous avons ensuite décidé des différents phénomènes 
physiques à prendre en compte dans le modèle et ses conditions de résolution. 
Le choix s’est orienté vers un modèle 3D instationnaire qui résout à la fois le plasma et les 
deux phases du métal (liquide et solide). Il prend en compte le dégagement de vapeurs 
métalliques au sein du plasma. Pour les trois entités (plasma, vapeurs et métal), les 
coefficients de transport sont fonction de la température. La modélisation inclut les quatre 
forces de la zone fondue : la force électromagnétique, la force de cisaillement plasma-métal 
(ou force de trainée), les effets gravitationnels et la force de Marangoni (liée à un gradient de 
tension de surface). Cette dernière est prise en compte à l’aide d’un coefficient de Marangoni 
qui dépend de la température et de la concentration en soufre du métal. L’interface entre le 
plasma et le liquide est considérée indéformable pour nos applications. Par ailleurs, le plasma 
est considéré à l’ETL et, tout comme le métal, son écoulement est laminaire. Concernant le 
transfert thermique à l’anode, il inclut la composante de conduction, électrique (due à 
l’absorption des électrons) et d’évaporation. À notre connaissance aucun autre modèle n’avait 
été proposé dans la littérature scientifique pour prendre en compte tous ces phénomènes 
physiques dans un même modèle en 3D.  
La résolution du modèle est basée sur l’utilisation de @Saturne. Ce code de volumes finis 
développé et distribué librement par EDF permet de résoudre les équations de la mécanique 
des fluides. Un module est spécialement dédié pour modéliser les plasmas thermiques. 
Cependant plusieurs modifications ont dû être apportées pour résoudre le modèle. Tout 




l’énergie. Elles sont obligatoires dès lors que plusieurs entités (plasma, vapeurs ou métal) sont 
résolues dans un même domaine de calcul. Pour s’assurer d’une convergence temporelle 
correcte, nous avons implémenté des sous-boucles pour chaque pas de temps. Pour nos 
applications et le pas de temps utilisé (10 µs), ces sous-boucles ne sont pas obligatoires car le 
code de base permet une convergence correcte. Concernant la résolution de la dynamique du 
plasma et du bain métallique, un travail particulier a été effectué pour isoler la phase liquide 
du métal et le plasma. Ainsi une interface a été mise en place pour bloquer les vitesses et la 
pression : l’utilisation de la méthode des pénalités sur les vitesses, d’une forte viscosité et 
d’un terme annulant la diffusion de la pression. Par ailleurs, le schéma temporel a été modifié 
pour résoudre correctement les vitesses dans la zone fondue. En effet, en utilisant le même 
pas de temps que dans le plasma, des oscillations de pression et de vitesse faussent les 
résultats. Ces oscillations sont caractéristiques d’un mauvais fonctionnement du filtre 
permettant une résolution co-localisée des grandeurs. Dans notre nouveau schéma temporel, 
la dynamique du bain métallique n’est résolue que toutes les 100 itérations temporelles du 
plasma. Enfin, des termes sources particuliers ont été ajoutés pour assurer le transfert de la 
quantité de mouvement entre les deux phases (force de trainée) et le transfert d’énergie. 
Toutes les modifications ont été implémentées de façon à ne pas modifier les capacités de 
calcul parallèle du code. Plusieurs cas tests, présentés en annexe, permettent de valider les 
implémentations au code. 
Le modèle ainsi résolu permet de reproduire plusieurs résultats expérimentaux concernant 
les champs de température du plasma et les dimensions de la zone fondue. Nous avons ainsi 
confronté les températures des plasmas d’argon avec une longueur d’arc d de 5 mm et des 
intensités I de 100 et 200 A et également un plasma d’Arcal 37 (70%He-30%Ar en proportion 
molaire) avec d=5,5 mm et I=180 A. Concernant la zone fondue d’un métal d’AISI 304, le 
modèle reproduit les dimensions de la surface d’une soudure obtenue après une interaction de 
1 s d’un plasma d’argon avec d=5 mm et I=150 A ; et les dimensions internes d’une soudure 
après une interaction de 2 s d’un plasma d’argon avec d=5 mm et I=200 A. Les résultats 
concernant la dynamique du plasma et du bain métallique ont été comparés à ceux d’autres 
modèles de la littérature. Le comportement du tenseur de contraintes du plasma d’argon et les 
champs de vitesses du bain métallique sont similaires. Enfin, il nous a semblé important de 
discuter de points particuliers du modèle. Nous avons entre autres pu remarquer qu’en prenant 
en compte la chute de tension anodique dans le bilan d’énergie, les résultats ne sont plus 
prédictifs.  
Les résultats des simulations ont ensuite été présentés pour répondre plus précisément à la 
problématique. À savoir : isoler les phénomènes physiques, identifier leur rôle et effet sur le 
plasma thermique et la zone métallique. 
La modification des phénomènes physiques et leurs impacts lors du changement de la 




ont été comparés (avec d=5,5 mm et I=200 A) : l’argon et l’Arcal 37. En utilisant l’Arcal 37, 
les températures du plasma sont plus élevées. La forme caractéristique en forme de poire des 
plasmas d’argon est différente pour les plasmas d’Arcal 37 essentiellement à cause de la 
conductivité thermique. Le transfert thermique est plus important à la pièce métallique lors de 
l’utilisation d’Arcal 37, entrainant des températures de surface plus élevées et donc une 
production de vapeurs de fer plus importante. Concernant la dynamique de la zone fondue, 
avec ce gaz plasmagène, le métal liquide se déplace plus rapidement à cause de la force de 
Marangoni plus importante (dû à la température de surface plus élevée). Cette force est 
d’ailleurs majoritaire avec l’Arcal 37 devant les forces de trainée, électromagnétique et de 
gravité. En utilisant l’argon, la force de trainée est majoritaire (devant celle de Marangoni, 
électromagnétique et de gravité) car le tenseur des contraintes du plasma est supérieur avec ce 
gaz. Avec l’Arcal 37, la force électromagnétique à l’intérieur du métal a un effet plus marqué 
car les valeurs de la densité de courant à la surface du métal sont plus grandes ce qui conduit à 
des soudures plus profondes. Enfin, nous avons vu qu’il y avait des effets différents selon que 
le plasma d’Arcal 37 avec la même puissance ou la même intensité que le plasma d’argon. 
Lorsque la puissance de la colonne de l’arc est la même (P=1460 W), les vitesses dans le 
plasma sont plus faibles dans l’Arcal 37 que dans l’argon. À l’inverse, des vitesses plus 
importantes sont présentes dans le plasma d’Arcal 37 lorsque l’intensité entre l’argon et 
l’Arcal 37 est la même (I=200 A). Avec la même puissance la largeur du bain est plus faible 
avec un plasma d’Arcal 37 ; avec la même intensité, la largeur est plus grande. 
L’effet des forces de la zone fondue a ensuite été approfondi. Ce travail a montré la 
nécessité de prendre en compte ces forces dans la zone fondue. En effet celles-ci sont 
obligatoires pour obtenir un champ de température dans le métal et une production de vapeurs 
réalistes. Nous avons également montré que des précautions sont nécessaires lors de 
l’implémentation de la force de Marangoni. Cette dernière dépend effectivement du 
coefficient de Marangoni dont le calcul se base sur des formules semi-empiriques et des jeux 
de données de base. Différents jeux de données de la littérature ont été comparés et leurs 
effets sur les dimensions de la zone fondue et de la dynamique du bain ont été détaillés. Les 
données utilisées dans notre modèle, issues des travaux de Y. Su et al [Su05], permettent 
d’obtenir les résultats les plus prédictifs. Enfin, notre modèle permet de différencier les 
contributions des forces volumiques et surfaciques sur les dimensions de la zone fondue et les 
champs de vitesse et de température. Nous les avons étudiés dans le cas d’un plasma 
d’Arcal 37 en interaction avec un acier AISI 304 (avec d=5,5 mm et I=200 A). 
Enfin, l’influence des vapeurs métalliques de fer a été analysée dans le cas d’une 
interaction d’un plasma d’Arcal 37 avec d=5,5 mm et I=200 A. Dans cette configuration, les 
vapeurs ont de multiples impacts sur les propriétés du plasma et du métal. En premier lieu, la 
présence des vapeurs entraine une diminution de la température du plasma en augmentant les 
pertes d’énergie par rayonnement. Elle modifie le passage du courant électrique en réduisant 




alors moins importante en présence des vapeurs : la température à la surface du métal diminue 
et les dimensions de la zone fondue sont modifiées. Les vapeurs modifient également les 
forces dans le bain : la force de Marangoni par le changement de température à la surface, la 
force de trainée par une diminution du tenseur des contraintes et la force électromagnétique 
par la variation de la densité de courant axiale. La distribution des vitesses reste cependant 
semblable. Ce travail démontre que les vapeurs métalliques participent pleinement à la 
description de l’interaction arc-matériau. Elles modifient les caractéristiques du plasma et 
donc au final celles du métal. Elles ne peuvent pas être négligées si l’on veut avoir un modèle 
prédictif. Ces résultats montrent l’importance d’une résolution couplée entre le plasma et la 
zone liquide du métal.  
Perspectives 
Cette étude s’inscrit dans la thématique de recherche de l’équipe AEPPT sur la 
compréhension des phénomènes physiques des procédés utilisant des plasmas thermiques. 
Notre apport concerne la modélisation du couplage du plasma avec la zone liquide du métal et 
les résultats obtenus sont satisfaisants pour décrire des configurations proches du soudage 
TIG. Notre modèle a été utilisé pour prédire les dimensions de la zone fondue pour différents 
paramètres opératoires tels que la nature du plasma (Arcal 37 ou argon) et pour des courants 
continus (entre 150 A et 200 A). Nous pourrions étendre notre analyse à des études sur des 
courants pulsés ou à d’autres mélanges de gaz utilisés dans le procédé de soudage.  
Les applications de notre modèle sont cependant limitées par deux verrous. 
Un verrou « numérique » concerne les limitations liées à l’utilisation d’un maillage 
structuré sans déformation. En effet, dans notre travail, la torche de soudage est immobile. Par 
ailleurs, l’étude s’est limitée à la description d’une cathode avec une pointe tronquée et à des 
applications où la surface du métal peut être considérée indéformable. Pour se rapprocher du 
procédé de soudage et diversifier le champ d’application, nous pourrions développer le 
modèle afin qu’il prenne en compte la vitesse d’avancée de la torche de soudage, la 
déformation de la surface et qu’il puisse décrire une cathode pointue. Pour réaliser ces 
perspectives, un travail sur la déformation au cours du temps d’un maillage non-structuré 
serait nécessaire. 
Un verrou « physique » concerne les phénomènes physiques implémentés dans le modèle. 
Le travail de cette thèse est axé sur l’interface entre le plasma et l’anode et nous n’avons pas 
inclus la cathode dans le domaine de calcul : la densité de courant à la sortie de la cathode 
correspond à un profil expérimental d’un plasma axisymétrique. En ajoutant la cathode dans 
le domaine de calcul nous pourrions obtenir le profil de densité de courant pour des 
configurations où le plasma ne serait pas axisymétrique. Par exemple en prenant en compte 
les déformations induites par des champs magnétiques extérieurs ou bien une configuration 




Dans le dernier chapitre nous avons illustré l’intérêt d’une modélisation tridimensionnelle 
au travers un soufflage magnétique de l’arc par l’accroche de la pince de masse. Avec la levée 
des verrous présentés, nous pourrions étendre l’étude les phénomènes physiques nécessitant 
une modélisation 3D que ce soit avec le déplacement de la torche de soudage ou l’effet de 
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Le document contient cinq annexes : 
L’annexe A est dédiée aux données de bases. Elles sont présentées pour les trois gaz utilisés 
(argon, Arcal 37 et fer) ainsi que les deux métaux modélisés (cuivre et acier AISI 304). 
L’annexe B est consacrée aux développements mathématiques liés au modèle d’un fluide 
unique. Ils permettent de mettre en évidence l’origine des corrections d’enthalpie et du 
transport d’enthalpie des électrons. 
L’annexe C regroupe quelques cas tests numériques. Ils valident les développements que 
nous avons portés sur @Saturne. Ainsi, le premier cas test concerne la conservation de 
l’énergie. Il valide les corrections d’enthalpie et les sous-boucles itératives et il explicite leur 
nécessité. Le deuxième cas test illustre la construction de l’interface entre le plasma et le 
métal. Il montre l’importance du blocage de la pression et des vitesses à cette interface. Enfin, 
le dernier cas test valide la modification du schéma temporel entre le plasma et le métal. Pour 
cela, en l’absence de vapeurs, une simulation couplée arc et bain métallique est confrontée 
avec une simulation du bain métallique seul. 
L’annexe D porte sur le maillage. Le choix et la méthode de construction du maillage sont 
d’abord présentés. Nous discuterons ensuite des spécificités de la cathode. Un dernier point 
porte sur la visualisation du maillage une fois les simulations réalisées et sur l’exportation des 
résultats.  
L’annexe E précise l’influence des valeurs du coefficient de diffusion des vapeurs 
métalliques dans le plasma sur la température du plasma et de la dimension de la zone fondue. 





Annexe A. DONNÉES DE BASE 
Cette annexe regroupe les données de base des plasmas puis des métaux utilisés lors de la 
résolution du modèle. Dans les deux cas, nous présentons les données (et leurs origines) puis 
détaillons des points précis de calcul. 
A.1. Données pour les plasmas 
La chaleur spécifique, l’enthalpie, la conductivité électrique, la conductivité thermique, la 
viscosité, la masse volumique et le coefficient d’émission nette des plasmas d’argon, 
d’Arcal 37 (70% He et 30% Ar) et de fer sont présentés respectivement des figures A.1 à A.7. 
Ils sont donnés pour une pression de 1013 hPa et pour des températures entre 300 K et 30 kK. 
Les lois de mélanges entre les plasmas d’argon et d’Arcal 37 avec les vapeurs de fer sont 
données dans la section I.1.2.2. 
Pour les plasmas d’argon et d’Arcal 37, les données sont issues des travaux de l’équipe 
AEPPT [Cre13]. Pour le plasma de fer, les données sont issues de plusieurs travaux de la 
littérature [Yos77, Ada91, Gon93].  
L’enthalpie massique h est calculée à partir de la chaleur spécifique    : 




en prenant la référence des enthalpies à 298 K :    9      J.kg-1. 
A.2. Données pour les métaux 
La chaleur spécifique, l’enthalpie, la conductivité électrique, la conductivité thermique, la 
viscosité et la masse volumique de l’acier inoxydable AISI 304 et du cuivre sont illustrées des 
figures A.8 à A.13 en fonction de la température. Pour chaque grandeur (à l’exception de 
l’enthalpie massique), les propriétés sont considérées constantes au-delà du point d’ébullition. 
Pour le cuivre, la chaleur spécifique, l’enthalpie et les conductivités électrique et thermique 
sont issues de la thèse de F. Lago [Lag04a], la viscosité et la masse volumique sont issues des 
travaux de M. Assael et al [Ass10]. 
L’acier AISI 304 est un acier inoxydable austénitique de nature amagnétique [Dub06]. Sa 
composition est détaillée dans le tableau A.1. Les données sont construites à partir de 
plusieurs travaux : F. Lu et al [Lu06] pour la chaleur spécifique, C. Ho et T. Chu [Ho77] pour 























304 0,08 2,00 1,00 0,045 0,03 18,0 – 20,0 8,0-10,5 0,0 
Tableau A.1 Pourcentages massiques des composants de l’acier AISI 304 [Bog93]. Soit la 
concentration en éléments est maximale [max] soit elle correspond à une gamme [gamme]. Le reste est 
du fer (soit environ 70%). 
D’autres propriétés physiques des métaux ont été nécessaires : les températures de fusion 
   et d’ébullition   , la chaleur latente de fusion    et le travail de sortie des électrons   , 
sont données dans le tableau A.2. Les données de bases concernant la tension de surface sont 
données dans la section I.1.2.1.  
 
Métal    (K)    (K)    (J.kg
-1
)    (eV) 
Cuivre 1357 [Lag04a] 2840 [Lag04a] 2,047×10
5
 [She01] 4,65 [Lag04a] 
AISI 304 1724 [Mil04] 3134 [Lid96] (*) 2,72×10
5
 [Yos77] (*) 4,7 [Lag04a] (*) 
Tableau A.2 Données supplémentaires pour le cuivre et l’acier AISI 304. (*) Les données 
correspondent à celle du fer (majoritaire dans l’acier AISI 304). 
Comme dans le cas des plasmas, l’enthalpie massique h (figure A.9), calculée à partir de 
la chaleur spécifique    (figure A.8), vérifie l’équation A.1 en prenant la référence des 
enthalpies à 298 K :    9      J.kg-1. Cependant pour des températures supérieures à la 
température de fusion, nous ajoutons la chaleur latente de fusion aux valeurs de l’enthalpie 
d’où les sauts dans l’enthalpie. Nous recalculons ensuite la chaleur spécifique. 
Dans certaines de nos simulations avec l’acier 304, la température du métal est 
suffisamment élevée pour produire des vapeurs métalliques. Les vapeurs produites sont 
supposées n’être composées que de fer. La modification de l’énergie induite par ce 
changement de phase est prise en compte par la chaleur latente de gazéification    dans le 
bilan d’énergie (voir la section II.1.3.4). Elle est prise égale à 7,343×105 J.kg-1 [Lu06]. 
La production de ces vapeurs de fer nécessite également les valeurs de pression de vapeur 
saturante (voir la section II.1.3.1). Nous présentons donc maintenant les différentes 
formulations et celle retenue dans notre modèle. 
Nous avons trouvé trois formulations de pression de vapeurs saturante du fer         (qui 
dépendent la température) dans la littérature : 
 Une expression polynomiale dans le Handbook of Chemistry and Physics [Lid96] qui 
a l’avantage de fournir une incertitude maximale (±5%) entre le point de fusion du fer 
et 2100 K. On a ainsi dans cette gamme de température : 
              
6 3                 
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 Une expression polynomiale proposée par T. Yoshida et K. Akashi [Yos77] : 
                     
                              
 A. Murphy et al [Mur10a] propose l’utilisation de la formule de Clapeyron mais ils ne 
fournissent aucune valeur de la chaleur latente molaire d’évaporation.  
La figure A.14 représente les valeurs de la pression de vapeur saturante pour les deux 
polynômes pour des températures entre le point de fusion et d’ébullition. On remarque que les 
deux expressions donnent des résultats similaires notamment dans la gamme de température 
validée (1811-2100 K). Le polynôme utilisé dans le modèle est celui de T. Yoshida et K. 
Akashi [Yos77]. 
  






Figure A.2 Évolution de l’enthalpie massique en fonction de la température pour les trois 
plasmas étudiés. 
Figure A.3 Évolution de la conductivité électrique en fonction de la température pour les 
trois plasmas étudiés. 




Figure A.4 Évolution de la conductivité thermique en fonction de la température pour les 
trois plasmas étudiés. 
Figure A.5 Évolution de la viscosité dynamique en fonction de la température pour les 





Figure A.6 Évolution de la masse volumique en fonction de la température pour les trois 
plasmas étudiés. 
Figure A.7 Évolution du coefficient d’émission nette (avec un rayon de plasma de 5 mm) 
en fonction de la température pour les trois plasmas étudiés. 




Figure A.8 Évolution de la chaleur spécifique en fonction de la température pour les deux 
métaux utilisés. 






Figure A.10 Évolution de la conductivité électrique en fonction de la température pour les 
deux métaux utilisés. 
Figure A.11 Évolution de la conductivité thermique en fonction de la température pour les 
deux métaux utilisés. 




Figure A.12 Évolution de la viscosité dynamique en fonction de la température pour les 
deux métaux utilisés. 






Figure A.14 Comparaison de la pression de vapeurs saturante du fer liquide. Les valeurs 
utilisées dans le modèle sont celle de T. Yoshida et K. Akashi [Yos77]. 
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Annexe B. SPÉCIFICITÉS DU FLUIDE UNIQUE 
Dans notre modèle, le plasma est considéré comme un fluide unique à l’ETL regroupant 
les électrons, les ions et les particules neutres. Nous avons cependant pris en compte le 
transport d’enthalpie propre aux électrons au sein de la colonne du plasma. Dans le premier 
paragraphe de cette annexe nous présentons l’origine de cet effet lié à la vitesse de dérive des 
électrons. 
Nous avons également modélisé par un même jeu d’équations les quatre phases : le 
plasma, le liquide, le solide et les vapeurs de métal. Or, le plasma, les vapeurs et le métal 
n’ont pas les mêmes enthalpies ni les mêmes conductivités thermiques. Dans le deuxième 
paragraphe, nous détaillons l’origine des corrections d’enthalpie que nous avons utilisées dans 
le modèle. 
B.1. Transport d’enthalpie des électrons 
Les discussions menées dans ce paragraphe sur le transport d’enthalpie des électrons pour 
un plasma à l’ETL s’inspirent des travaux de thèse de K. Hsu [Hsu82] et de C. Delalondre 
[Del90]. 
Soit un plasma à l’ETL composé de 3 espèces (électron, ions, particules lourdes) 
numérotées avec l’indice s. La vitesse de chaque espèce   ⃗⃗⃗⃗  peut s’exprimer en fonction de la 
vitesse du fluide  ⃗ et de sa vitesse de diffusion propre  ̃ ⃗⃗⃗⃗  : 
   ⃗⃗⃗⃗   ⃗    ̃ ⃗⃗⃗⃗   (B.1) 
Chaque espèce s possède une masse volumique    qui contribue à la masse volumique du 
plasma  , avec    la densité numérique et   la masse de l’espèce : 
    ∑  
 
 ∑    
 
 (B.2) 
Chaque espèce s possède aussi une charge volumique   . Puisque le plasma est 
globalement neutre, la charge du plasma   est nulle, on a : 
    ∑    
 
    (B.3) 
La densité de courant de plasma  ⃗ correspond à la somme des densités de courant de 
chaque espèce et d’après les équations B.1 et B.3, elle peut s’exprimer directement en 




  ⃗  ∑  ⃗⃗⃗
 
 ∑      ⃗⃗⃗⃗
 
  ∑     ̃ ⃗⃗⃗⃗  
 
 (B.4) 
C’est donc la vitesse de dérive des espèces qui est à l’origine du transport du courant 
électrique. Négliger cette vitesse reviendrait à négliger le passage du courant. 
On peut définir une équation de conservation de l’enthalpie massique h pour chaque 
espèce (avec    la densité de masse de chaque espèce) : 
 
        
  
          ⃗⃗⃗⃗        ⃗⃗    ⃗⃗⃗   ⃗            (B.5) 
Le premier terme de cette équation représente la variation temporelle de l’enthalpie et le 
deuxième la convection de l’énergie. Dans le terme suivant  ⃗⃗ est le flux de chaleur qui vérifie 
la loi de Fourier avec la température de l’espèce et sa conductivité thermique :        Le 
quatrième terme représente le travail des forces électromagnétiques. Le cinquième est le terme 
d’échange d’énergie entre l’espèce s et les autres espèces. Enfin, le dernier représente 
l’énergie perdue par rayonnement attribuée à l’espèce s. 
L’enthalpie massique du plasma h est également à la somme des enthalpies massique de 
chaque espèce. On a alors : 
 
   ∑       
  
   (∑    
 
  ⃗⃗⃗⃗ )       ⃗⃗   ⃗   ⃗    (B.6) 
Dans cette équation, les thermes d’échange entre les espèces disparaissent. Le rayonnement 
correspond à la perte d’énergie de chaque espèce. Le flux de chaleur  ⃗⃗ vérifie la loi de 
Fourier avec la température du plasma :     . On considère donc à cette étape que la 
température du plasma est unique pour toutes les espèces et que la conductivité électrique du 
plasma est égale à la somme des conductivités des espèces. 




       ⃗       ⃗⃗   ⃗   ⃗      (∑    
 
 ̃ ⃗⃗⃗⃗ ) (B.7) 
Le dernier terme représente la somme du transport d’enthalpie de chaque espèce. Dans la 
colonne du plasma, le courant est essentiellement transporté par les électrons (voir la section 
I.2.1). Donc on peut négliger le courant ionique. La température de toutes les espèces est 
considérée identique. D’après l’équation B.4, on peut donc négliger la vitesse de dérive des 
autres espèces.  
Ainsi : 
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    (∑    
 
 ̃ ⃗⃗⃗⃗ )              ̃ ⃗⃗ ⃗⃗       (
 
 




en admettant que les électrons vérifient la théorie cinétique des gaz parfait (avec    la 
constante de Boltzmann).  
Au final le transport d’enthalpie des électrons est lié au passage du courant (à travers la 
vitesse de dérive des électrons). Il correspond à un terme source dans l’équation de l’énergie 
du plasma. Nous pouvons ainsi le considérer comme un échauffement local du plasma à la 
manière de l’effet Joule. C’est pour cela qu’il n’intervient pas dans le bilan d’énergie entre le 
plasma et l’anode (voir la section II.1.3.4). 
Cependant on peut mathématiquement inclure le transport d’enthalpie dans le flux de 




       ⃗       ⃗⃗̃   ⃗   ⃗    (B.9) 
avec : 
  ⃗⃗̃        
 
 
   
 ⃗
 
   (B.10) 
Dans ce flux de chaleur, le premier terme correspond la loi de Fourrier et le second 
correspond au transport d’enthalpie de l’énergie. 
Dans notre modèle, basé sur la résolution de l’enthalpie, nous préférons l’expression de 
l’équation B.8 et l’utilisation d’un terme source (TS). On peut alors faire apparaître 
l’enthalpie à partir de la chaleur spécifique    et la conservation du courant : 
        (
 
 
   
 ⃗
  




   
  
   ⃗     (B.11) 
B.2. Corrections d’enthalpie 
Dans le paragraphe A.2 nous n’avons parlé que de la partie du plasma or dans notre 
modèle, une même équation de l’énergie est résolue pour le plasma, les vapeurs métalliques et 
le métal solide et liquide. Dans ce paragraphe nous discutons de la modification de l’équation 
de l’énergie (lors d’une résolution avec l’enthalpie) dans le cas où ces différentes entités sont 
incluses dans la résolution.  
La démarche est différente de celle conduite dans l’annexe B.1 car nous considérons trois 
entités i qui ont des données de bases différentes et pour lesquelles nous résolvons des 




Fraction Type Diffusion 
1 Plasma Oui : 1 dans 2 
2 Vapeurs Oui : 2 dans 1 
3 Métal Non 
Tableau B.1 Les trois types de fractions utilisées dans le modèle. 
Dans un souci de clarté, nous regroupons les termes sources de l’effet Joule, de 
rayonnement et d’échange entre les entités sous le terme  . L’équation de conservation de 
l’énergie pour chaque entité i s’écrit donc : 
 
        
  
          ⃗⃗⃗ ⃗      ( 
  
    
    )     (B.12) 
où   ,   ,   ⃗⃗⃗ ⃗,    et      sont respectivement la masse volumique, l’enthalpie massique, la 
vitesse, la conductivité thermique et la chaleur spécifique de l’entité. 
Dans notre modèle nous souhaitons ne résoudre qu’une seule enthalpie massique h : 
   ∑      
 
 (B.13) 
avec      la fraction massique de l’entité i. Donc : 
    ∑       
 
  ∑       
 
  (B.14) 
En sommant sur les espèces on a alors : 
      
  
       ⃗      [ 
 
  
(   ∑       
 
) ]    (∑    
 
 ̃ ⃗⃗⃗ ⃗)  ∑  
 
 (B.15) 
avec    la chaleur spécifique du mélange      ∑         et   la conductivité thermique du 
mélange (voir la section II.1.2.2).  ̃ ⃗⃗⃗⃗  est la vitesse de dérive des particules de l’entité par 
rapport au fluide unique. On identifie le terme avec le terme de diffusion (loi de Fick) : 
   (∑    
 
 ̃ ⃗⃗⃗ ⃗)      (∑   
 
       ) (B.16) 
avec    le coefficient de diffusion de l’entité i dans les autres. On a ainsi : 
      
  
       ⃗      ( 
 
  
  )  ∑  [(    
 
  
)       ]
 
 ∑  
 
 (B.17) 
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Ainsi les corrections d’enthalpie sont de deux types. La première est une correction de la loi 
de Fourier car nous travaillons avec l’enthalpie : le gradient d’enthalpie n’est en effet pas 
équivalent au gradient de température. La deuxième correction est introduite par la diffusion 
des entités les unes par rapport aux autres. 
Nos corrections d’enthalpie correspondent à celles des travaux de thèse de P. Proulx 
[Pro87] (p.69 et pour 2 entités) et A. Douce [Dou99] (p.63 pour i entités avant l’utilisation de 









Annexe C. CAS TESTS DE VALIDATION DES 
IMPLÉMENTATIONS DANS @SATURNE 
Dans cette annexe nous présentons trois cas tests validant les implémentations faites à 
@Saturne dans le but de résoudre notre modèle : 
 Conservation de l’énergie : dans ce cas test nous vérifions la nécessité des corrections 
d’enthalpies (définies dans le paragraphe B.2) et discutons des sous-boucles itératives 
(décrites dans la section II.2.3.1). 
 Blocages de la pression et de la vitesse à l’interface : nous montrons dans ce cas test 
l’utilité du blocage de la pression et de la vitesse à l’interface entre la phase gazeuse et 
la phase liquide du métal. 
 Schéma temporel plasma-bain : dans ce dernier cas test nous validons la modification 
du couplage temporel entre le plasma et le bain métallique. 
C.1. Conservation de l’énergie 
Dans ce premier cas test, nous discutons de la conservation de l’énergie. La figure C.1 
illustre la géométrie (dans une coupe transverse) et les conditions initiales utilisées. L’anode 
est en acier AISI 304, elle est surmontée d’une zone de 1 mm de hauteur composée de 100% 
de vapeurs de fer et le reste est composé d’argon.  
Nous résolvons dans le temps l’équation de conservation de la fraction massique de fer qui 
permet de prendre en compte la diffusion des vapeurs de fer dans l’argon. La condition aux 
limites pour les vapeurs correspond à un flux nul dans la zone EE’G’G. La fraction d’acier est 




fixée à 100% au cours du temps dans la zone G’GHH’. Il n’y a aucun courant électrique ni 
aucune force résolue. Les pertes radiatives et la production de vapeurs sont désactivées. Ainsi 
l’équation de conservation de l’énergie se résume à : 
 
     
  
   (
 
  
     ∑[(   
 
  
)      ]
 
 ) (C.1) 
La condition aux limites sur l’enthalpie est un flux nul et puisqu’il n’y a aucune perte ni 
gain d’énergie, la température au sein du domaine doit rester constante au cours du temps. La 
température initiale étant prise égale à 3000 K (proche de la température d’évaporation de 
l’acier), la température finale doit être 3000 K. 
Nous résolvons ce cas test sur 10 ms avec un pas de temps de 10 µs. Ce pas de temps 
correspond à celui utilisé dans notre modèle et il est également choisi dans d’autres travaux 
relatifs à des plasmas thermiques utilisant @Saturne [Leb11]. Le critère de convergence de 
l’équation de l’énergie (epsilo) est fixé à 10-13 et celui pour les vapeurs est de 10-8.  
Trois cas sont étudiés : 
 Cas A : cette situation correspond au cas par défaut dans @Saturne. Il n’y a pas de 
corrections d’enthalpie ni de sous-boucles itératives. L’équation de l’énergie se 
résume à : 
 
     
  
   (
 
  
    ) (B.2) 
 Cas B : l’équation de conservation de l’énergie correspond à celle de l’équation 
C.1. Les corrections d’enthalpie sont incluses mais il n’y a pas de sous-boucles 
itératives. 
 Cas C : même conditions que le cas B mais 5 sous-itérations temporelles (iloop) 
sont réalisées. 
Le tableau C.1 regroupe les températures maximale     et minimale     , l’erreur 
maximale commise ε par rapport à la température attendue (3000 K) et le temps de calcul de 
chaque cas        après une résolution de 10 ms. 
 
Cas      (K)      (K) ε (%)       . (s) 
A 4682,743 2998,691 56,091% 2170 
B 3000,011 2999,832 0,0056% 2200 
C 3000,001 2999,996 0,0001% 10940 
Tableau C.1 Résultats après un temps de simulation de 10 ms. 
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Les résultats montrent que la meilleure convergence est atteinte dans le cas C lorsque les 
corrections d’enthalpie et les sous-boucles itératives sont présentes. Dans le cas A, l’énergie 
est considérée non conservée car l’erreur sur la température est importante et concerne une 
grande partie du domaine de résolution. Le cas B est un bon compromis car le temps de calcul 
reste faible et l’erreur commise est raisonnable. Ce cas test valide l’implémentation des 
corrections d’enthalpie et des sous-boucles itératives. 
En conclusion, la convergence de l’énergie n’est pas assurée par défaut dans @Saturne 
lorsque des vapeurs, un solide ou les deux sont inclus dans le domaine de calcul. Les 
corrections d’enthalpie sont obligatoires et nous préconisons l’implémentation des sous-
boucles itératives afin de valider la conservation de l’énergie dans d’autres géométries et 
conditions de résolution. En effet, l’erreur commise sans les sous-boucles dépend du pas de 
temps (un pas de temps plus grand augmente les erreurs), du temps de simulation (les erreurs 
s’accentuent) ou encore de la variation temporelle du courant. 
Dans notre cas, en plus de ce cas test nous avons résolu notre modèle pour un plasma avec 
I=200 A et d=5,5 mm. Les résultats sur la température sont les mêmes avec et sans sous-
boucle. Ainsi pour les conditions de notre modèle, l’implémentation des corrections 
d’enthalpie suffisent pour assurer une convergence satisfaisante de l’énergie. 
C.2. Blocage de la pression et de la vitesse à l’interface 
Dans cette section nous discutons de la résolution de deux phases distinctes avec 
@Saturne. Comme détaillé dans le paragraphe II.2.3, @Saturne ne prend pas en compte par 
défaut l’ajout d’un métal dans le domaine de calcul ni d’une phase liquide supplémentaire. 
Nous présentons ici un cas test pour illustrer le blocage de la vitesse et de la pression mis 
en place pour résoudre les deux phases dans le même domaine de calcul. La figure C.2 montre 
la géométrie de l’étude. Le domaine est divisé en deux parties : un gaz d’argon et un métal 
d’acier AISI 304. Pour faciliter l’étude, le courant électrique n’est pas résolu. 




Une vitesse axiale de 300 m.s
-1
 est imposée à la pointe de la géométrie. La température 
initiale du métal et ses conditions aux limites sont de 2000 K afin d’avoir une phase liquide. 
Dans la zone supérieure (E’EGG’), la condition aux limites des vitesses est un flux nul (à 
l’exception de la pointe). Dans la zone inférieure (G’GH’H), les vitesses aux limites sont 
nulles. 
Les forces normalement présentes dans le métal (force de Marangoni, force de trainée, 
force de Laplace et gravité) ne sont pas résolues. Ainsi, malgré la présence d’une phase 
liquide, aucune vitesse ni aucune pression ne doit être retrouvée dans le métal.  
Trois cas sont présentés en fonction de la nature de l’interface entre le gaz et le métal : 
 Cas A : il n’y a aucun modèle d’interface. Seules les propriétés physiques (coefficients 
de transport et thermodynamiques) sont différentes en fonction de la partie du 
domaine. Ces propriétés gérées par la routine elphyv.f90. 
 Cas B : par rapport au cas A, les vitesses sont bloqués à l’interface par une forte 
viscosité (elphyv.f90) et un terme source de vitesse (méthode des pénalités dans 
ustsns.f90). 
 Cas C : par rapport au cas B, la pression et les flux de masse sont bloqués à l’interface 
(resolp.f90). 
Les résultats sont discutés après un temps de résolution de 5 ms avec un pas de temps de 
10 µs pour l’ensemble du domaine (plasma et métal). Le critère de convergence (epsilo) 
sur les vitesses et la pression est de 10
-7
. 
Dans le cas A, la résolution diverge ce qui montre qu’un traitement particulier concernant 
la vitesse est obligatoire à l’interface.  
La figure C.3 présente le champ de vitesse obtenu dans le cas B. On remarque que la 
vitesse n’est pas nulle : elle atteint 4 mm.s-1. On constate également des oscillations de 
Figure C.3 Champs de la norme des vitesses dans une coupe du métal pour le cas B. 
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vitesses d’une couche de cellule à une autre car le filtre de Rhie&Chow de @Saturne ne 
fonctionne pas dans le métal avec le pas de temps utilisé.  





vitesse dans l’ensemble du domaine métallique peut donc être considérée comme nulle. 
Comme nous l’avons déjà précisé, aucune force n’est résolue dans le métal donc aucune 
vitesse ne doit être présente. Ainsi, seul le cas C est correct. Il faut donc bloquer les vitesses, 
la pression et les flux de masse à l’interface pour décrire deux phases dans un même domaine. 
C.3. Validation du couplage temporel plasma-bain 
Nous venons de constater que des oscillations de pression étaient présentes dans la phase 
du métal lorsque le pas de temps est faible (10 µs). Dans la section II.2.3.4 nous avons 
présenté la modification du couplage temporel entre le plasma et le bain métallique réalisée 
afin de corriger ces oscillations. 
La solution utilisée consiste à ne résoudre la dynamique du bain métallique que toutes les 
100 itérations temporelles du plasma avec un pas de temps 100 fois plus grand. La solution 
nécessite d’avoir bloqué correctement la pression et la vitesse à l’interface entre le plasma et 
le métal (voir la section C.2). 






Dans cette section, nous présentons un cas test afin de valider le fonctionnement du 
nouveau schéma temporel.  
Pour cela deux cas tests sont confrontés : 
 Cas A : résolution du plasma d’argon (avec I=200 A et d=5,5 mm) et du métal 
(AISI 304) avec la modification du couplage temporel entre le plasma et le bain. 
Le pas de temps du plasma est de 10 µs pour un temps de simulation de 2 s. Le 
domaine géométrique est illustré sur la figure C.4.a. Les conditions aux limites 
sont celles présentés dans le chapitre II.1.3. 
 Cas B : résolution seule du métal (AISI 304) avec un pas de temps de 1 ms pour un 
temps de simulation de 2 s. Avec ce pas de temps, il n’y a pas d’oscillation de 
pression et de vitesse dans le liquide métallique. La géométrie est illustrée sur la 
figure C.4.b. Les conditions aux limites selon les segments GH HH’ et H’G’ sont 
les mêmes que dans le cas A. Les conditions aux limites selon G’G (en amont de 
l’interface plasma-anode) sont données dans le tableau C.2. Elles correspondent à 
des polynômes interpolés à partir des résultats du cas A. 
 
Conditions aux limites Polynômes d’interpolation selon le rayon 




Pour     mm : 
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        [                              97  
  8                   3      966     3     
  9  6             6          6       77       
     667         8      9          )] 
Tableau C.2 Conditions aux limites sur le segment G’G de la géométrie du cas B. 
Il est important de noter que la résolution totalement découplée entre le plasma et le métal 
est valide dans cette situation car : 
 La présence des vapeurs est négligeable. Si la présence des vapeurs ne l’était pas, 
les flux et les forces dans le bain seraient modifiés au cours du temps, les résultats 
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entre les cas A et B seraient nécessairement différents et donc la résolution 
découplée serait fausse. 
 Les conditions aux limites du cas B sont issues des résultats du cas A qui prend en 
compte le couplage arc-matériau et peuvent être considéré comme une valeur 
moyenne dans le temps. Si les flux étaient calculés avec un modèle d’arc sans 
couplage avec le matériau ou pour des temps cours, les flux seraient faussés et 
donc les résultats entre les cas A et B seraient nécessairement différents. 
Le tableau C.3 regroupe les valeurs maximales de la vitesse, des dimensions de la zone 
fondue et de la température. On remarque que les valeurs maximales sont équivalentes.  
 
Valeurs maximales Cas A Cas B 
Vitesse (cm.s
-1
) 28,06 28,20 
Température (K) 2415 2412 
Largeur du bain (mm) 9,38 9,52 
Profondeur du bain (mm)  1,41 1,40 
Tableau C.3. Comparaison des valeurs maximales entre le cas A et B. 
La figure C.5 montre les dimensions de la zone fondue (avec l’isotherme 1727 K) dans 
une coupe traverse (x,z) du métal dans les deux cas. Les dimensions de la zone fondue sont 
semblables.  
Puisque les résultats sont similaires et que l’approche d’un découplage plasma-anode est 
valide, la modification du couplage entre le plasma et le métal est correctement implémentée.  
 




Le choix d’un découplage total entre le plasma et le bain est avantageux d’un point de vue 
numérique : dans le cas A, la résolution nécessite près de 2 mois contre moins d’un jour dans 
le cas B (sur 8 processeurs Xeon cadencés à 2,66 GHz). Par contre, il est nécessaire d’avoir 
les valeurs des flux et donc de résoudre le plasma. Dans certaines configurations, les vapeurs 





Annexe D. MAILLAGE 
Cette annexe est consacrée au maillage utilisé dans le modèle. Nous présentons dans le 
premier paragraphe la méthode de construction et les spécificités du maillage.  
Dans notre géométrie, la cathode est tronquée. Nous avons choisi dans certaines 
simulations d’augmenter la longueur de l’arc pour confronter nos résultats avec des résultats 
expérimentaux où la pointe n’est pas tronquée. Nous revenons sur ce choix et sa conséquence 
sur les résultats dans le deuxième paragraphe. 
Enfin, dans le dernier paragraphe, nous exposons la précaution prise lors de l’exportation 
des résultats stockés dans le maillage. 
D.1. Construction du maillage 
La résolution du modèle est effectuée à l’aide d’un maillage cylindrique structuré en 3D 
composé de cellules hexaédriques. Il est construit en deux étapes illustrées sur la figure D.1.  
La première étape est réalisée avec la plate-forme open source Salomé d’EDF. Nous avons 
créé un script (en python) compatible avec la version 6.3.0 de Salomé qui permet 
d’automatiser la création du maillage. Il comprend les dimensions du domaine : diamètre 
extérieur, longueur totale (comprenant la longueur de l’arc et l’épaisseur du métal) et les 
dimensions de la cathode (diamètre, angle, longueur de la zone tronquée). Nous y définissons 
également le nombre de cellules et leur distribution.  
Pour la deuxième étape de la création du maillage, nous avons développé un code en C qui 
permet d’améliorer le maillage : il permet de modifier la distribution des cellules selon l’axe 
de la décharge et de modifier la taille des cellules dans la partie centrale du maillage.  
Le maillage contient 251251 cellules (86 cellules verticales, 32 radiales, 44 angulaires) et 
d’une hauteur de 12,2 mm et d’un diamètre extérieur de 30 mm.  




La figure D.2.a présente une coupe du maillage selon le plan (z,y) après l’étape 1. Les 
cellules selon l’axe de la décharge (z) sont régulièrement espacées. Nous avons fait le choix 
d’un maillage structuré avec un alignement vertical des cellules afin d’imposer correctement 
la densité de courant et de pouvoir s’assurer de la conservation du courant. Pour calculer le 
courant, nous sélectionnons des faces alignées perpendiculaire à l’axe z à l’aide d’un critère 
géométrique. Nous récupérons ensuite la densité de courant de la cellule adjacente et nous 
l’intégrons. 
Sur la même figure, nous remarquons également deux zones où la répartition des cellules 
selon l’axe transverse (y) est différente : 
 Une première zone près de y=0,5 mm où les cellules sont plus nombreuses à cause de 
la distribution autour de l’axe z des cellules. 
 Une deuxième zone jusqu’à y=5,5 mm, les cellules sont plus nombreuses afin de 
modéliser correctement la force de Marangoni (voir la section III.3.2.2) : la distance 
entre les centres de deux cellules est alors prise inférieure à 0,15 mm. 
La figure D.2.b correspond à une coupe du maillage selon le plan (z,y) après l’étape 2. La 
distribution selon l’axe de la décharge (z) des cellules a été modifiée pour créer l’interface 
entre le plasma (z>5 mm) et le bain (z<5 mm). La hauteur des cellules à l’interface vaut 44 
µm. En dessous et au-dessus la hauteur des cellules augmente exponentiellement. L’interface 
n’a pas été faite avec le logiciel Salomé car nous n’arrivions pas à réaliser un alignement 
horizontal précis des cellules nécessaire pour que le blocage des pressions fonctionne (voir la 
section II.2.3.4). 




La figure D.3.a est un agrandissement de la partie centrale d’une coupe du maillage selon 
le plan (y,x) après l’étape 1. Cette illustration permet de mieux comprendre l’origine de la 
concentration des cellules dans la partie centrale du maillage illustré sur la figure D.2 (y<0,5 
mm). Certaines cellules ont un volume plus faible proche du bord du cercle ce qui peut 
conduire des problèmes lors de calculs des gradients.  
Après la deuxième étape de construction du maillage (figure D.3.b), les cellules ont un 
volume plus homogène à l’intérieur du cercle. Nos modifications sont similaires à celles 
proposées par l’algorithme o’grid de Salomé, mais nous avons préféré appliquer cette 
modification avec un programme extérieur devant les difficultés d’application de cet 
algorithme pour notre géométrie. 
Le maillage est au format I-deas univeral (avec une extension par défaut .unv) compatible 
avec @Saturne. L’avantage de ce format est que les coordonnées des points et des cellules ne 
sont pas compressées (et sont donc lisibles par des outils textes classiques). Cependant les 
fichiers avec ce format ont l’inconvénient d’être volumineux (près de 70 Mo pour notre 
maillage). 
D.2. Forme de la cathode et longueur de l’arc 
La cathode dans notre géométrie est représentée par une pointe tronquée. Or la pointe de la 
cathode n’est pas tronquée dans certaines expériences.  
Pour représenter une pointe non tronquée à la cathode, nous avons créé un maillage non-
structuré mélangeant plusieurs types de cellules : des cellules tétraédriques pour représenter la 
cathode pointue, des cellules hexaédriques pour la colonne (pour imposer et contrôler le 
(b) 





courant et pour traiter l’interface entre le plasma et l’anode) et des cellules pyramidales à 
l’interface entre les cellules tétraédriques et hexaédriques. La résolution sur ce maillage 
diverge au niveau des cellules pyramidales. Nous ne pouvons actuellement pas résoudre avec 
notre modèle une géométrie avec une cathode en forme de pointe. 
Pour confronter notre modèle à l’expérience où la cathode est pointue, nous avons 
identifié trois possibilités illustrées sur la figure D.4 qui permettent de garder le même angle 
et le même diamètre de la cathode. 
Dans la méthode A, la longueur de l’arc est la même mais les dimensions géométriques de 
la cathode apparaissent différents : cela donne l’impression que la cathode est décalée vers le 
bas. Dans la méthode B, les dimensions de la partie haute de la cathode (au-dessus de la ligne 
en pointillés) sont les mêmes mais la longueur de l’arc est différente. La méthode C est une 
solution intermédiaire. 
Pour les arcs de 5 mm où la cathode est pointue (avec un angle de 60°), la longueur de 
l’arc est de 5 mm, 6 mm et 5,5 mm pour respectivement les méthodes A, B et C où la pointe 
est tronquée (avec un rayon tronquée de 0,5 mm). La longueur de l’arc dans le cas de la 
méthode B nous apparait trop éloignée de la longueur réelle de l’arc. Par contre, il nous a 
semblé utile d’étudier les résultats donnés par la méthode C. 
Ainsi, certains résultats expérimentaux avec un arc d’une longueur de 5 mm et où la 
cathode est pointue ont été confrontés avec des résultats théoriques effectués avec un arc 
d’une longueur de 5,5 mm et une cathode tronquée. Mais on peut se poser la question sur les 
différences de résultats si nous avions utilisé un arc d’une longueur de 5 mm dans nos 
simulations. 
Nous présentons donc maintenant les différences de résultats théoriques entre la méthode 
A et C pour un plasma d’argon avec I=200 A où la longueur de l’arc vaut respectivement 5 et 
5,5 mm. Nous étudions dans un premier temps, les modifications au niveau des flux à l’anode 
puis les modifications sur les dimensions de la zone fondue. 





Figure D.5 Modification du flux de conduction entre un plasma d’argon d’une longueur d’arc de 
5 mm et de 5,5 mm (avec I=200 A). 
Figure D.6 Modification de la densité de courant entre un plasma d’argon d’une longueur d’arc de 




Les figures D.5 à D.7 présentent les modifications du flux de chaleur par conduction, de la 
densité de courant et du tenseur des contraintes après 20 ms d’interaction de l’arc pour les 
deux longueurs d’arc. 
Les flux de conduction (figure D.5) sont très proches : le flux intégré est de 1447 W pour l’arc 
de 5 mm contre 1481 W pour l’arc de 5,5 mm (la valeur est plus élevée dans ce cas à cause de 
la légère différence pour des valeurs de x comprises entre 4 et 5 mm). Seule une différence est 
notable dans les valeurs proches du centre de la décharge (6%).  
La densité de courant est également similaire dans les deux cas (figure D.6). On notera 
cependant une différence de 10 % au centre de la décharge. 
Concernant le tenseur des contraintes (figure D.7), les valeurs sont équivalentes pour les deux 
longueurs d’arcs. 
La figure D.8 illustre trois isothermes dans une coupe transversale du métal après 2 s 
d’interaction pour les deux cas. Il est normal de trouver des écarts sur les dimensions de 
l’isotherme 2000 K car le transfert thermique est différent. On remarque que pour les 
isothermes 1727 K et 1500 K les écarts sont très faibles.  
On peut donc considérer que les dimensions de la zone fondue sont similaires pour les deux 
longueurs d’arc (d=5 mm et d=5,5 mm) dans le cas d’un plasma d’argon avec I=200 A (au 
moins jusqu’à 2 s). Cette conclusion est la même lorsque nous discutons des résultats obtenus 
pour un arc d’argon avec I=150 s après 1 s d’interaction.  
Figure D.7 Modification du tenseur des contraintes entre un plasma d’argon d’une longueur d’arc de 




Nous nous interrogions sur le choix de la longueur de l’arc à modéliser lors des 
confrontations des résultats obtenus avec notre modèle (où la cathode est tronquée) et des 
résultats expérimentaux (où la cathode est pointue). Concernant les dimensions de la zone 
fondue et pour nos conditions d’application, nos résultats montrent que cette interrogation 
n’est pas nécessaire car les résultats sont similaires pour les longueurs d’arc testées. Nous 
utiliserons alors la configuration C. 
D.3. Visualisation et extraction des résultats du modèle 
Dans ce dernier paragraphe, nous discutons des difficultés liées à l’extraction de certains 
résultats contenus dans le maillage une fois la simulation numérique terminée. 
Nous avons choisi d’exporter les résultats des simulations de @Saturne avec un maillage 
au format EnSight. Le maillage est ensuite visualisé avec le logiciel libre Paraview de 
Kitware. Il est nécessaire de pouvoir extraire correctement les valeurs selon un axe du 
maillage. Pour cela plusieurs méthodes ont été testées : 
 Méthode A : exportation des résultats bruts avec la fonction Plot Over Line. 
 Méthode B : exportation avec la fonction Plot Over Line des résultats 
moyennés avec le filtre Cell Data to Data Point. 
 Méthode C : exportation des résultats bruts avec la fonction Plot Over Line 
puis post-traitement hors du logiciel. 
Les résultats sur le tenseur des contraintes du plasma à la surface du métal (pour un 
plasma d’argon avec I=200 A et d=5 mm) extraits avec ces méthodes sont illustrées sur la 
figure D.9.  
Figure D.8 Comparaison de trois isothermes pour un plasma d’argon avec I=200 A après une 




Dans la méthode A (en trait continu sur la figure D.9), on remarque plusieurs paliers 
successifs dans les valeurs qui s’expliquent par le fonctionnement de la fonction Plot Over 
Line. La fonction discrétise linéairement un axe de la géométrique pour un nombre de point 
donné. L’inconvénient est que la discrétisation ne prend pas en compte la distribution réelle 
des cellules et il faut un nombre important de point pour obtenir toutes les informations. Dans 
cette situation, plusieurs points prennent une même valeur conduisant à un effet de palier. La 
méthode A n’est donc pas la plus adaptée pour représenter notre grandeur. 
Dans la méthode B (en trait discontinu sur la figure D.9), l’emploi du filtre Cell Data 
to Data Point (avant l’utilisation de la fonction Plot Over Line) permet d’éviter le 
problème des paliers. Cependant on remarque que les valeurs sont sous-estimées. En effet, le 
filtre fait une moyenne des valeurs dans l’espace : la valeur d’un nœud est la moyenne des 
valeurs des centres des cellules voisines (jusqu’à 8). Dans le cas d’une grandeur avec un 
gradient important (comme le cas du tenseur des contraintes), l’application du filtre diminue 
donc les valeurs. La méthode B doit donc être utilisée avec précaution. Dans notre exemple, le 
résultat obtenu est faux. 
Pour la méthode C (en pointillés sur la figure D.9) nous avons développé un script (en 
octave) permettant de supprimer les paliers présents dans les résultats de la méthode A. Pour 
cela, nous utilisons les coordonnées exactes des centres des cellules du maillage auxquelles 
nous attribuons les valeurs exportées avec la méthode A. La méthode C est la plus correcte 
car elle illustre correctement et seulement les valeurs aux centres des cellules. C’est cette 
méthode que nous avons utilisée pour illustrer les profils présentés dans ce document. 
 
Figure D.9 Comparaisons des méthodes d’export des résultats depuis Paraview. 
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Annexe E. INFLUENCE DU COEFFICIENT DE 
DIFFUSION DES VAPEURS 
Le coefficient de diffusion des vapeurs au sein du plasma intervient dans l’équation de la 
conservation de la fraction massique de métal présentée dans la section II.1.3.1. A. Murphy 
[Mur96] présente plusieurs méthodes pour calculer ce coefficient. Une première 
approximation est de considérer le coefficient de diffusion comme une fonction de la masse 
volumique   et de la viscosité dynamique   du plasma : 
   
 
    
  (E.1) 
Cette équation fait intervenir    le nombre de Schmidt. Cette méthode a été utilisée dans 
d’autres modèles pour prédire la répartition des vapeurs [Tre97, Dou99] et pour lesquels un 
nombre de Schmidt est égal à 0,7. Dans notre étude, le nombre de Schmidt est pris égal à 1. 
On considère alors que les diffusions de masse et de quantité de mouvement sont égales. Dans 
ce cas, les valeurs obtenues pour le coefficient de diffusion se rapprochent des valeurs 
prédites par les méthodes de calcul plus complexes.  
Dans cette annexe nous proposons une étude de sensibilité sur le coefficient de diffusion 
en faisant varier le nombre de Schmidt. Trois valeurs sont testées dans le modèle : 0,7 ; 1 
(valeur par défaut dans le modèle) et 1,4. Après avoir présenté les valeurs du coefficient de 
diffusion pour chaque cas, nous précisons l’effet sur le champ de température du plasma et les 
dimensions de la zone fondue dans le cas d’une interaction d’une seconde d’un plasma 
d’Arcal 37 (I=200 A et d=5,5 mm) avec un acier AISI 304. 
E.1. Valeurs du coefficient de diffusion 
Les valeurs du coefficient de diffusion dépendent de la température et de la concentration 
de vapeurs métalliques. La figure E.1 illustre les valeurs du coefficient calculées pour des 
vapeurs de fer dans de l’Arcal 37 (100%) pour trois cas : 
 Cas A : un nombre de Schmidt égale à 0,7. 
 Cas B : un nombre de Schmidt égale à 1. 
 Cas C : un nombre de Schmidt égale à 1,4. 
La figure E.2 présente trois isovaleurs de fraction massique de fer (0,5% ; 5% et 10%) 
obtenues après l’interaction d’un plasma d’Arcal 37 sur un acier inoxydable AISI 304. Les 
résultats sont présentés dans une coupe (z,y) à 1 s. À ce temps, les champs de vapeurs 






Figure E.1 Coefficient de diffusion du fer dans l’Arcal 37 (100%) pour les trois cas étudiés. 
Figure E.2 Isovaleurs de fraction massique de fer dans les trois cas. 
E. Influence du coefficient de diffusion des vapeurs 
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L’influence du nombre de Schmidt est faible pour les isovaleurs de 10% et 5%. Les écarts 
entre les trois cas sont plus marqués pour l’isovaleur de 0,5%. Logiquement, les vapeurs 
diffusent plus pour le cas A que pour le cas C car les valeurs du coefficient de diffusion sont 
plus importantes.  
E.2. Impacts sur le plasma et la zone fondue 
La figure E.3 présente les isothermes 6 kK, 10 kK et 14 kK pour les trois cas étudiés ainsi 
que pour le cas où les vapeurs métalliques ne sont pas prises en compte dans la simulation (en 
rouge). 
Proche de l’anode (z=5 mm), les écarts entre les cas A, B et C sont quasiment nuls. Les 
écarts les plus importants sont dans la région 6<z<8 mm mais les différences sont faibles en 
comparaison avec le cas où les vapeurs ne sont pas prises en compte dans la simulation et les 
dimensions géométriques de notre configuration. 
La figure E.4 illustre les dimensions de la zone fondue pour les trois cas. On constate qu’il 
n’y a quasiment pas d’écart sur les dimensions pour les trois nombres de Schmidt étudiés. En 
effet, le choix du nombre de Schmidt impacte peu  le transfert thermique à l’anode. 
Dans les trois cas étudiés, le rôle des vapeurs métalliques sur les caractéristiques du 
plasma et du métal est le même (voir la section III.4). 
Figure E.3 Comparaison des isothermes pour les trois cas étudiés et le cas où les vapeurs ne sont pas 




En conclusion, cette étude a montré la sensibilité du choix du nombre de Schmidt sur les 
résultats de notre modèle. Ces derniers sont peu modifiés par les différentes valeurs du 
coefficient de diffusion.  
À notre connaissance aucune étude expérimentale ne permet de déterminer les valeurs du 
coefficient de diffusion dans notre configuration. Même indirectement, la validation des 
valeurs du coefficient semble difficile. Par exemple, les écarts sur les températures calculées 
dans le plasma pour les trois cas présentés entrent dans les incertitudes des méthodes 
expérimentales de spectroscopie. 
 
Figure E.4 Dimensions de la zone fondue (isotherme 1727 K) pour les trois cas et le cas pour lequel 







Model of the interaction between an electric arc  
and material: TIG welding application 
 
Summary: 
Thermal plasmas are used in several industrial applications. In tungsten arc welding (or 
TIG), an electric arc is established in an inert gas between a non-fusible tungsten electrode 
and the metallic work piece. The thermal plasma created by the arc transfers its energy to the 
metal leading to the creation of a melted zone and metallic vapours production. 
This work concerns the modelling of an electric arc in interaction with a steel workpiece 
to predict the dynamic behaviour and the thermal state of the melted zone and of the plasma. 
In this way, a transient three-dimensional model coupling the plasma (at LTE), the metal 
(liquid and solid) and taking into account the presence of metallic vapours was developed 
from the code @Saturne. Distributed in GPL license by EDF, this code is based on the finite-
volume method which is applied to solve the magneto-hydrodynamic equations of the fluids 
in the presence of electric current. Several modifications of the code were necessary to take 
into account the interface between the plasma and the material as well as the resolution of the 
physical phenomena in the melted zone. 
The model was applied to argon and Arcal 37 (70%He-30%Ar) arcs in interaction with 
stainless steel AISI304. It allows to predict the weld pool dimension, the influence of the 
strengths on velocity field in the metal (specially the Marangoni effect), the impact of the 
inert gas composition and the effect of the metallic vapours. These results are a first stage 
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Modélisation de l’interaction entre un arc électrique  
et un matériau : application au soudage TIG 
 
Résumé : 
Les plasmas thermiques sont utilisés dans de nombreuses applications industrielles. Dans 
le soudage à l’électrode réfractaire (ou soudage TIG), un arc électrique est établi dans un gaz 
inerte entre une électrode en tungstène et les pièces métalliques à souder. Le plasma 
thermique, créé par l’arc, transfère son énergie au métal entrainant la création d’une zone 
fondue et un dégagement de vapeurs métalliques. 
Ce travail porte sur la modélisation d’un arc électrique en interaction avec une pièce 
d’acier afin de prédire le comportement dynamique et l’état thermique de la zone fondue et du 
plasma. Dans cette optique, un modèle instationnaire et tridimensionnel couplant le plasma (à 
l’ETL), le métal (liquide et solide) et prenant en compte les vapeurs métalliques produites a 
été développé à partir du code de calcul numérique @Saturne. Distribué en licence GPL par 
EDF, le code est basé sur la méthode des volumes finis pour résoudre les équations magnéto-
hydrodynamiques des fluides traversés par un courant électrique. Plusieurs modifications du 
code ont été nécessaires afin de prendre en compte l’interfaçage entre le plasma et le matériau 
ainsi que la résolution des phénomènes physiques dans la zone fondue. 
Le modèle a été appliqué pour des arcs d’argon et d’Arcal 37 (70%He-30%Ar) en 
interaction avec un acier inoxydable AISI304. Il permet de prédire les dimensions de la zone 
fondue, l’influence des forces sur la distribution des vitesses dans le métal (notamment 
l’importance de l’effet Marangoni), l’impact du changement de la nature du gaz plasmagène 
et l’effet des vapeurs métalliques. Ces résultats sont une première étape vers la 
compréhension et l’optimisation des différents paramètres opératoires intervenant sur le 
procédé de soudage TIG. 
 
Mots-clés : 
Arc électrique Plasma thermique Soudage TIG 
Modélisation numérique Code Saturne Marangoni 
Vapeurs métalliques Gaz inerte Bain métallique 
 
